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1

第 1章
緒言
1.1 本研究の目的と概要
転炉は鉄鋼プロセスの中で全体の生産性を左右する重要な工程の一つである．転炉の生産性
を向上させるためには，不明点の多い炉内現象の解明が望まれる．高温の炉内の観察が難しい
ため，数値流体力学（CFD）を用いた解析が行われているが，転炉内現象は非常に複雑であ
り，全てを明らかにすることは困難である．特に，不明点の多いエマルジョンゾーン内の現象
の解析は困難である．比較的，現象把握が進んでいる火点に対しても，解析手法が確立されて
おらず，圧縮性気液二相流の計算法，脱炭反応モデルに課題が残されている．
本研究では，転炉における火点での脱炭現象の解析を目的に，CFDを用いた化学反応による
物質伝達を伴う圧縮性気液二相流の計算法および脱炭反応モデルを提案した．まず，Thermo

CIP-CUP 法 [1, 2] に基づく圧縮性気液二相流の計算法を，化学反応による物質伝達を考慮
できるように拡張すると共に，非保存形の移流項の離散化法を改良した．具体的には，従来，
CIP 法などのセミラグランジュスキームで離散化される非保存形の移流項を保存形の移流項
とその他の部分に分けて離散化した．これにより，移流項に対する離散化手法の選択の自由度
を高めると共に，非構造格子へ適用できるように拡張し，実用問題に対して有用な手法とした．
次に，野村と森らの脱炭反応モデル [3]を参考にして，物質伝達速度と界面反応速度を考慮し
た反応モデルを構築し，圧縮性気液二相流の計算法と統合した．これにより，従来の CFDを
用いた脱炭計算 [4, 5]とは異なり，物質伝達速度と界面反応速度の両方を脱炭速度の律速過程
として考慮できるようにし，転炉での超音速 O2 ジェットを用いた脱炭の解析に適用可能な計
算法とした．
提案した流体計算の妥当性を評価するために，本計算法を用いて，化学反応および物質伝達
を伴わない種々の流れに対する代表的な問題を解き，文献値と比較した，また，転炉に対す
る水モデル実験としてしばしば研究対象とされる高速ガスジェットの水浴への衝突 [6]を計算
し，妥当な結果が得られるか確認した．そして，脱炭反応モデルおよび流動–反応の連成計算
に関して，溶鉄の脱炭についての要素実験 [3]における脱炭速度の再現性を確認し，妥当性を
評価した．最後に，流動–反応を連成して，小型試験転炉における超音速 O2 ジェットによる
脱炭現象をシミュレートし，実現象の再現性について考察した．流動–反応を連成した転炉に
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おける超音速 O2 ジェットによる脱炭のシミュレーションはこれまでに例が無く，本研究で初
めて実施したものである．

1.2 本研究の背景
1.2.1 鉄鋼プロセスの概要と転炉の役割
鉄鋼は建設，産業機械，自動車，造船，家電など幅広い産業で使用される現代社会に欠かせ
ない素材である．2020年の世界粗鋼生産量は 18億 6400万トン [7]であり，世界中で様々な
ものに加工されて人々に利用されている．
鉄鋼のプロセスフローを図 1.1 に示す．鉄鋼プロセスは，製銑プロセス（Ironmaking

process），製鋼プロセス（Steelmaking process），圧延プロセス（Rolling process）の 3つに
大別される [8]．製銑プロセスでは，焼結炉（Sintering plant），コークス炉（Coke oven）を用
いて，それぞれ原料である鉄鉱石・石灰石，石炭に予備処理が施される．鉄鉱石は大部分が粉
状であるため，石灰石と混ぜ，焼結炉で焼き固めることによって一定の大きさの焼結鉱に加工
される．石炭はコークス炉で乾留され，軟化溶融，再固化を経て強度の高いコークスに加工さ
れる．高炉（Blast furnace）では，炉頂から，焼結鉱，コークスが交互に層を作るように挿入
され，炉下部の羽口から 1200 C̊程度の熱風空気が吹き込まれる．熱風はコークスと反応し，
COと N2 の混合ガスとなる．混合ガスは，酸化鉄を還元しながら上昇し，炉頂から排出され
る．還元された鉄は溶融，滴下し，炭素濃度 3–4mass%程度の溶銑として炉底にたまり，溶
融スラグと共に炉底側面の出銑孔から排出される．溶銑は溶銑樋にてスラグと比重分離され，
トーピードカーで製鋼プロセスへ運搬される．
製鋼プロセスでは，転炉（Basic oxygen furnace）を用いて，溶銑から溶鋼を造る．溶銑は

炭素濃度が約 2mass%以上の溶鉄であり，溶鋼は炭素濃度が約 2mass%未満の溶鉄である．
溶銑を凝固させると靭性，可塑性が低い銑鉄となるのに対し，溶鋼を凝固させると靭性，可塑
性が高くさまざまな製品に加工鋼鉄となる．転炉に，高炉で作られた溶銑およびスクラップ
を挿入した後，CaO を主成分とする副原料を添加し，炉底の羽口から Ar ガスを吹き込んで
溶鉄浴を攪拌すると共に，上吹きランスから浴表面に大量の O2 を吹き付ける．吹き付けられ
た O2 により，溶鉄内の C，Si，Mn，Pなどの不純物が酸化され，COおよびスラグとして除
去される．発生した COは O2 と再び反応し，燃焼熱により，溶鉄を加熱する．転炉により，
4mass% の C を含む約 1250̊ C の溶銑は 0.04mass% の C を含む約 1600̊ C の溶鋼となる．
転炉ではなく，電炉（Electric arc furnace）を用いてスクラップを溶解し，溶鋼を得る方法も
ある．転炉や電炉で造られた溶鋼に溶存している大量の Oは，Alなどの易酸化元素を添加す
ることによって除去される．その後，RH（Ruhrstahl-Heraeus degasser）などの二次精錬装
置にて，最終製品に応じて，合金元素が添加され，減圧下での更なる Cの除去，S，H，Nの
除去が行われ，成分が調整される．連続鋳造機（Continuous casting machine）では，溶鋼中
に浮遊している Al2O3，CaO，SiO2 といった微小な不純物を浮上除去して，鋳型へ流し込み，
水冷しながら引き抜くことにより，連続的に鋳造し，スラブと呼ばれる半製品を造る．



1.2 本研究の背景 3

圧延プロセスでは，圧延機（Rolling mill）を用いて，スラブを加工し，最終製品を造る．ス
ラブは，熱間・冷間で，圧延荷重や鋼材の温度履歴を制御しながら圧延される．これにより，
鉄鋼組織が造り込まれ，引張強さ，耐力，伸び，硬さなどの所要の機械的特性が得られる．
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図 1.1: Process flow of steel [7]

図 1.2 に示すように，世界経済の発展と共に，鉄鋼の生産量は増加してきた．現在，溶鋼
を得る方法として，高炉–転炉法と電炉法の 2種類の方法が使われているが，鉄鋼生産量の約
70% を生産する高炉–転炉法が主流である．なお，転炉が実用化され広く普及される以前は，
平炉（Open hearth furnace）と呼ばれる炉が用いられていた．転炉は平炉よりも圧倒的に生
産性が高いため，2000年頃までに平炉は転炉に置き換わった．

図 1.2: Trend of world crude steel production by process [7]

転炉は，現在主流の高炉–転炉法において欠かせない重要なプロセスであり，転炉の改善に
よって得られるメリットは非常に大きい．転炉の主要な役割は，溶銑中の C を除去（脱炭）
し，溶鋼を造ることである．未だ不明点の多い脱炭現象を解明し，プロセス改善に繋げること
が鉄鋼分野の重要な課題の一つである．



4 第 1章 緒言
1.2.2 転炉内現象
図 1.3に示すように，転炉では，超音速 O2 ジェットを溶鉄浴に吹き付けることにより，C，

Si，Mn，Pなどの溶鉄中の不純物を酸化除去する．転炉の主要な役割は脱炭であり，溶鉄中の
炭素濃度が約 0.3mass%以上の時には，吹き込まれた酸素のほぼ全量が脱炭で消費される [9]．
脱炭中の転炉内の温度は 2400Kを超えると推測されており [10]，観察・測定が困難である．

数は非常に少ないが，転炉内を観察・測定した研究がいくつか報告されている [11, 12, 13]．
例えば，Sharmaら [12]は，側面の一部に石英ガラスを用いた炉に約 90 kg，炭素濃度 0.03–

4.2mass%の溶鉄を入れ，石英ガラスのある側面近傍の溶鉄浴に O2 ジェットを吹き付けるこ
とによって，ジェットと溶鉄の衝突領域（火点）を観察した．火点は，ジェットによって形成
された溶鉄浴面上の凹みに沿って化学反応による熱で輝き，その温度は 2000K以上であった
と推定されている．また別途，溶鉄浴中の側壁，炉底に複数の熱電対を設置したうえで，O2

ジェットを溶鉄浴に吹き付け，各熱電対で O2 吹付け開始後の温度の時間推移が測定された．
この温度測定により，高温の火点を起点とした溶鉄浴中の循環流の向きが推定された．
脱炭の主要な反応サイトは，エマルジョンゾーンと火点の 2つであると考えられている．エ

マルジョンゾーンでは，ジェットの衝突によって生成された粒鉄，スラグ，COガスが混ざり
合ってエマルジョン状態となっており，スラグに含まれる O と粒鉄中の C が反応するため，
反応界面面積が大きいと考えられている．採取されたエマルジョン中の粒鉄の質量割合が実験
的に調べられているが [14, 15]，エマルジョンゾーンにおける現象の詳細はよく分かっていな
い．一方，火点はジェットが溶鉄浴に衝突して形成されるキャビティ表面であり，高圧で高濃
度の O2 が供給されることから反応速度が大きいと考えられている．火点については，ジェッ
トによって形成されるキャビティに関して数多くの研究がなされている．水，グリセリン，水
銀などを用いた冷間試験 [6, 16, 17, 18, 19, 20]によって，ジェットの吹付け条件とキャビティ
形状との関係が調べられている．また，水モデル実験 [20]や，溶鉄を使った実験 [21, 22, 23]

において，飛散した水，溶鉄を解析することにより，超音速ガスジェットによって生成された
と推測される 0.1–10mmオーダの微細なスプラッシュ液滴が実転炉の脱炭速度を増加させて
いる可能性があることが指摘されている．しかしながら前述のように，実際の溶鉄を用いた実
験では，高温のため直接観察が困難であり，火点での脱炭現象についてはよく分かっていな
い．このように，転炉内の脱炭現象に対して実験的な研究がなされてきたが，得られた情報は
限定的である．そこで近年，次節で述べるように，化学反応による物質伝達を伴う混相流に対
する数値計算法を用いて，脱炭などの現象をモデル化し，転炉内現象を解明しようとする試み
が進められている．
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図 1.3: Overview of basic oxygen furnace process

1.3 化学反応による物質伝達を伴う混相流に対する数値計算法
と転炉への適用例

1.3.1 プロセスシミュレーションモデルによる計算法
化学工学の分野では，反応容器の設計を目的に，反応容器内の流動状態を単純化することに
より，化学反応を伴う気液間の物質伝達が解析されている [24]．反応容器の設計においては，
反応容器内の流動状態を，押し出し流れ，完全混合流れなどと仮定することにより，流れの支
配方程式を解くこと無く，反応容器の反応効率が見積られる．そして，気液間の物質伝達速度
は，各相の物質伝達係数と化学反応の反応速度を考慮して求められる．これらのモデルを用い
て実際の反応容器を解析する際には，反応容器内の各部を，押し出し流れ部，完全混合流れ部，
ならびに流体の停滞部で表現し，バイパス，リサイクルなどのモデルでそれらの結合状態を表
現することによって，反応容器全体の流れをモデル化する．各部の結合度合いは，トレーサー
応答実験結果を再現できるように決められる．また，これらのモデルでは，各相の物質伝達係
数も実験結果を再現できるように決められる．
1.3.2 プロセスシミュレーションモデルを用いた転炉のシミュレーション
プロセスシミュレーションモデルを用いて，転炉内を火点やエマルジョンゾーンなどといっ
た複数の反応ゾーンに分けて解析する研究が行われている [25, 26, 27, 28]．これらの研究で
は，反応速度を計算するのに必要な物質伝達係数と界面面積を経験式によって評価している．
経験式は，数少ない実験から得られたデータに基づいているため，汎用性が高いとは言えな
い．モデルは，操業データを用いて，経験式に含まれるパラメータを調整したうえで用いられ
ることが多い．プロセスシミュレーションモデルは，転炉操業を改善するには有用である．し
かしながら，流れの支配方程式を解かないため，流れ，温度，化学種の分布などの詳細な情報
を得ることはできず，転炉内の複雑な動力学を解明できない．



6 第 1章 緒言
1.3.3 数値流体力学モデルによる計算法
化学反応モデルによって反応速度を算出できれば，混相流の計算法と物質伝達の計算法を組
み合わせることにより，化学反応による物質伝達を伴う混相流の計算が可能である．
混相流の計算法は，相界面構造を表現しない混合・多流体モデルと相界面構造を表現する界
面追跡・捕獲モデルに大別される [29]．混合・多流体モデルでは，流体を時間・空間的に平均
化して扱うために相界面構造の情報は消えてしまう．一方，界面追跡・捕獲モデルでは，各相
を識別する量を定義し，相界面を直接，または間接的に表現して扱う．転炉での脱炭において
は，火点の界面形状が重要であるため，ここでは，界面追跡・捕獲モデルについてのみ扱い，
混相流の中でも気液二相流に限定して述べる．
転炉では，超音速ジェットが用いられるため，流体の圧縮性を考慮する必要がある．また，
脱炭反応に伴う気相体積の変化も考慮しなければならない．以下で，これらの数値計算法につ
いて概説し，転炉への適用例について述べる．
界面追跡・捕獲モデルによる気液二相流の計算法
界面追跡・捕獲モデルによる気液二相流の計算法として，1970–90 年頃に，arbitrary

Lagrangian-Eulerian (ALE) 法 [30]，volume of fluid (VOF) 法 [31]，front-tracking (FT)

法 [32]などの基礎的な手法が提案された．これら手法の中でも特に VOF法は，大変形を伴う
界面を比較的容易に扱えることから，気泡流 [33]，液滴の微粒化 [34]，砕波 [35] など広く気
液二相流の計算に用いられている．
VOF法による気液二相流の計算法は，もともと，非圧縮性流体の仮定の下に構築されてい
たが，近年，圧縮性流体にまで計算法を拡張する研究が進められている．矢部ら [36] は圧縮
性流体と非圧縮性流体が共存する気液二相流に対する圧力ベースの統一解法 (CIP-CUP 法)

を提案した．CIP-CUP法は，従来の単相流に対する圧力ベースの統一解法 [37, 38]とは異な
り，気相–液相間が高密度比であることに起因する不安定性を解消するために，非保存形の質
量保存式から導出される圧力方程式を解く．CIP-CUP法は，姫野らによって，熱流体解析に
より適した形式 (Thermo CIP-CUP法)へ修正されている [1, 2, 39, 40]．Thermo CIP-CUP

法などの CIP-CUP法に基づいた圧力ベースの統一解法は，宇宙船内の液体燃料のスロッシン
グ [41]やディーゼルエンジンの液体燃料の噴霧 [42]など様々な流れに対して適用されている．
圧縮性気液二相流に対する計算法は，まだ発展途上であり，実プロセスの計算に用いるに
はいくつか課題がある．CIP-CUP法に基づく計算法は，非保存形の移流項の離散化に Cubic

Interpolated Propagation (CIP) スキームなどのセミラグランジュスキームを用いることを
前提としており，超音速の圧縮性流れ や近年乱流モデルとして広く用いられている large eddy

simulation (LES)における信頼性が確認されていない．また，実プロセスの計算において，し
ばしば複雑形状を扱うために用いられる任意多面体格子からなる非構造格子への拡張もされて
いない．
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物質伝達の計算法
計算法の基礎となるのは，気相，液相における化学種の濃度の取り扱いである．Davidson

と Rudman [43]は，反応を伴わない単一気泡の溶解に対し，気相，液相それぞれに濃度を定
義する two-scalar法を提案した．気相，液相で共通した濃度を用いると，通常，数値拡散によ
り界面を超えて濃度が拡散し，数値的な物質伝達が生じてしまうが，two-scalar法により，こ
の問題が解決された．多くの研究では，精度良く物質伝達速度を計算するために，two-scalar

法が用いられている．
大きな反応速度を持つ場合に，物質伝達による気相体積の変化が重要となる．気相体積の変
化は，主に，蒸発や沸騰などの相変化を伴う物質伝達を対象として研究されており [44, 45]，
計算手法はおおむね確立されている．相変化による物質伝達ではない系を対象として，気相体
積の変化を考慮した例は少ないが，Fleckensteinと Bothe [46]によって，酸素と窒素が溶存し
た水の中を浮上する二酸化炭素気泡の溶解計算が報告されている．物質伝達による気相体積の
変化を考慮し，気泡体積が初期体積の半分以下にまで減少するまでの計算が実施されており，
大きな体積変化を扱えることが示されている．
化学反応による物質伝達を伴い静水圧変化を受けながら上昇する気泡において，密度変化を
考慮することの重要性が指摘されているが [47]，実際に密度変化を考慮した研究は少なく，島
田らの報告 [48]のみである．島田らは，密度の温度・圧力依存性を考慮した気液二相流の計算
法 [49]を反応を伴う物質伝達を扱えるよう拡張し，水酸化ナトリウム水溶液への二酸化炭素の
吸収を計算した．しかしながら，島田らの計算法では，密度の圧力依存性を考慮する際に，圧
力の時間変化項が無視されており，超音速ガスジェットを伴う転炉へ適用できない．ANSYS

Fluent [50] など一部の商用の流体解析ソフトウェアには，化学反応による物質伝達を考慮し
て圧縮性流体を扱える気液二相流の計算機能が搭載されているが，計算法の詳細は不明であ
り，拡張性には限界がある．
1.3.4 数値流体力学モデルを用いた転炉のシミュレーション
近年，CFDを用いて，転炉内の詳細な流れ，流れが脱炭反応に与える影響，そのメカニズ
ム解明に向けた研究が進められている．第 1.2.2節で概説したように，脱炭の主要な反応サイ
トはエマルジョンゾーンと火点であると推測されている．エマルジョンゾーンについては実験
的な現象把握が進んでおらず，CFDでモデル化することが困難である．したがって，比較的，
実験的な現象把握が進んでいる火点での現象に着目して，CFDを用いた研究が行われている．
高速ガスジェットによって形成されるキャビティに関して，数多くの研究がなされてい
る．水モデル実験結果と比較することにより，CFD によるキャビティ形状の再現性が評価
されている [51, 52, 53, 54, 55]．例えば，安藤ら [54]は，乱流モデルに Reynolds Averaged

Navier-Stokes (RANS) モデルの一種の Realizable k-ϵ モデル [56] を適用した VOF 法によ
り，水面から 30mm上に設置された出口径 0.5mmのノズルから水面に吹きつけられた高速
ガスジェット [6] を計算した．彼らはジェットの噴出速度が亜音速–超音速の幅広い条件で，



8 第 1章 緒言
キャビティ深さが実験結果と良く一致することを確認した．また，中村ら [55] は，乱流モデ
ルに LES モデルの一種の標準 Smagorinsky モデル [57] を用いた VOF 法により，安藤らと
同じ水モデル実験 [6]を計算し，キャビティ深さだけでなく，キャビティ径も実験結果と良く
一致することを確認した．溶鉄浴に対するシミュレーションも実施されている [58, 59]．例え
ば，Liら [59]は，超音速ガスジェット，溶鉄，スラグの相互作用を考慮して，商用の流体解
析ソフトウェア ANSYS Fluentを使い，乱流モデルに RANSモデルの一種である標準 k-ϵモ
デル [60]を用いた VOF法を用いて，転炉のキャビティ形状を予測している．これらのシミュ
レーションでは，化学反応は考慮されていないが，実転炉のシミュレーションの可能性が見い
だされている．
これまでにいくつか火点における化学反応を考慮した研究が行われているが，モデルの
確立には至っていない．CO2 による脱炭のみを考慮した研究および O2 による脱炭（O2 +

2C = 2CO）とそれに付随して生じる CO2 による脱炭（CO2 + C = 2CO），二次燃焼
（CO+ 1/2O2 = CO2）を考慮した研究がなされてきた．O2 による脱炭実験では，CO2 によ
る脱炭と二次燃焼も生じるため，それぞれの反応速度を求められないのに対し，CO2 による脱
炭実験では，CO2 の反応速度を求められるため，脱炭反応モデルの詳細な検証が可能である．
CO2 による脱炭に対して，Cho ら [4] と Gao ら [5] によって，モデルが提案されている．
これらのモデルは，実験的に得られた脱炭速度との比較によって検証されているが，不十分な
点がある．実験的には，物質伝達速度と界面反応速度の両方が脱炭反応速度を律速すると推定
されているが [3, 61]，いずれのモデルも，両方を同時には考慮していない．Choらのモデル
は，気液界面近傍の気相の境界層における物質伝達速度のみ，Gao らのモデルは，界面反応
速度のみが脱炭反応速度を律速すると仮定している．また，O2 と COの対向流における燃焼
に関するモデル実験 [62]から転炉内には高 CO2 濃度となる領域が存在すると推測されている
が，彼らのモデルは共に，そのような高 CO2 濃度となる条件では検証されていない．
O2 による脱炭に対して，これまでに，加藤ら [63]，古賀ら [64]，Erssonら [65]によってモ

デルが提案されている．加藤ら [63] は，火点での脱炭を単純な物質伝達として考慮し，気相
のみの単相流としてモデル化した軸対称系の計算により，二次燃焼を調べた．彼らは，キャビ
ティを固定形状として与え，物質伝達係数を実験データに基づいて調整することにより，二次
燃焼における酸素の消費割合（二次燃焼率）の酸素流量に対する依存性および二次燃焼率のラ
ンス出口–溶鉄浴間の距離に対する依存性が実験結果と比較的良く一致することを示した．加
藤らとは異なり，古賀ら [64]と Erssonら [65]は溶鉄の界面形状を気液二相流モデルを用いて
計算した．古賀ら [64]は，気液二相流を考慮した格子ボルツマン法を用いて，2次元系の計算
を実施し，二次燃焼を調べた．彼らのモデルでは，溶鉄界面全体から一定速度で COガスが発
生するとして脱炭反応がモデル化された．Ersson ら [65] は，CFD と計算熱力学を組み合わ
せた手法を用い，脱炭と二次燃焼だけでなく，Si，Mn，Pの酸化も考慮して，O2 ジェットに
よる溶鉄の精錬を軸対称系で計算した．しかしながら，古賀らや Erssonらの計算条件は，O2

ジェットの速度が遅く超音速ではない，炉の大きさが 2–3オーダ小さいことなど，実際の転炉
とは大きく異なる部分があり，彼らの結果から転炉における脱炭の詳細を推測することは困難
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である．またさらに，これらの研究における脱炭反応モデルは，それぞれ，溶鉄界面の非定常
な変形が考慮されていない [63]，脱炭反応の熱力学が考慮されていない [64]，界面の境界層に
おける物質伝達速度が考慮されていない [65] ことから，適切にモデル化されているとはいえ
ない．実転炉の脱炭現象の動力学を解明するためには，実転炉と同じオーダのスケールで，超
音速 O2 ジェットを考慮し，適切な脱炭反応モデルを用いて流動–反応を連成したシミュレー
ションが望まれる．

1.4 本論文の構成
本論文の各章の構成は以下の通りである．第 2章で数値計算法を提案する．第 3章では，提
案した数値計算法により，化学反応および物質伝達を伴わない圧縮性単相流，非圧縮性乱流，
非圧縮性気液二相流の種々の流れに対する代表的な問題を解き，流体計算の妥当性を評価す
る．さらに，転炉に対する水モデル実験として，上野らによって調査された水浴に衝突する
高速ガスジェット [6]を計算し，測定結果と比較することで，圧縮性気液二相流に対する計算
の妥当性を確認する．第 4 章では，本計算法を用いて，野村と森 [3] による坩堝内での CO2

ジェットによる溶鉄の脱炭実験における脱炭速度を計算し，測定結果と比較することで，脱炭
反応モデルおよび流動–反応の連成に関する妥当性を評価する．第 5章では，本計算法を用い
て，実機の 1/5 スケールの小型試験転炉における超音速 O2 ジェットによる脱炭現象を計算
し，スラグが無い状態での高炭素濃度の溶鉄浴に対する火点での脱炭を予測し，実現象の再現
性について考察する．第 6章では，得られた結果を総括し，今後の展開について述べる．





11

第 2章
数値計算法
本章では，転炉における脱炭現象を扱うための数値計算法の詳細を述べる．化学反応による
物質伝達を伴う圧縮性気液二相流の計算法，脱炭反応モデルについて述べ，全体のアルゴリズ
ムについてまとめる．化学反応による物質伝達を伴う圧縮性気液二相流の計算法においては，
化学反応による物質伝達を考慮できるように，Thermo CIP-CUP法 [1, 2]に基づく圧縮性気
液二相流の計算法を拡張すると共に，非保存形の移流項の離散化法を改良する．脱炭反応モデ
ルにおいては，野村と森らの脱炭反応モデル [3]を参考にして，物質伝達速度と界面反応速度
を考慮した反応モデルを構築し，圧縮性気液二相流の計算法と統合する．

2.1 化学反応による物質伝達を伴う圧縮性気液二相流の計算法
2.1.1 基礎方程式
気液二相流の基礎方程式
気液界面の捕獲に VOF法 [31]を用いて，化学反応による物質伝達，気相中の反応，気相の
圧縮性を考慮した気液二相流の基礎方程式を導出する．
VOF法では，相識別関数のセル内の体積平均値で定義されるカラー関数を用いて陰的に相
界面を表現する [66]．例えば，液相 lの相識別関数 Hl (−)を以下で定義すると，

Hl =

{

1 in liquid phase

0 otherwise
(2.1)

液相のカラー関数 αl (−)は以下となり，セル内の液相の体積分率と等しくなる．
αl =

1

V

∫

Ω

HldV (2.2)

ここで，セル空間 Ω，セル体積 V (m3)である．気相 g に対しても同様に，識別関数 Hg，カ
ラー関数 αg が定義される．αl と αg には αl + αg = 1の関係があるため，液相中のセルのカ
ラー関数の値は，αl = 1，αg = 0，気相中のセルのカラー関数の値は，αg = 1，αl = 0とな
る．そして，気液界面を含むセルのカラー関数の値は，0 < αl < 1，0 < αg < 1となり，カ
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ラー関数を用いて，陰的に気液界面が表現される．下付き添字 l，g はそれぞれ液相，気相の
量であることを表す．
カラー関数が体積分率と等しくなるため，VOF法の基礎方程式は，気液二相流の混合モデ
ルの一つである均質流モデルの基礎方程式と等しい [67]．気液間の反応を考慮したときの均質
流モデルの基礎方程式は下記である [67, 68]．

∂ρlαl

∂t
+∇ · (ρlαlU) = Rl, l–g (2.3)

∂ρgαg

∂t
+∇ · (ρgαgU) = Rg, l–g (2.4)

∂ρU

∂t
+∇ · (ρUU) = −∇p−∇ · τ + ρ∇G+ F s (2.5)

∂ρh

∂t
+∇ · (ρhU) = −∂p

∂t
+U · ∇p−∇ · q − τ : ∇U +Ql–g +Qg (2.6)

ここで，時刻 t (s)，密度 ρ (kgm−3)，速度U (m s−1)，圧力 p (Pa)，比エンタルピー h (J kg−1)，化
学反応による質量変化速度R (kgm−3 s−1)，粘性応力 τ (Pa)，重力ポテンシャルG (m2 s−2)，
界面張力による体積力 F s (Nm−3)，熱流束 q (Jm−2 s−1)，化学反応による熱発生速度
Q (Jm−3 s−1) である．下付き添え字の無い密度 ρ は，相平均化された密度であり，算出
方法は後述する．下付き添字 l–gは気液間の化学反応に起因する量であることを表す．
two-scalar 法 [43] に従い，気相中の化学種と液相中の化学種をそれぞれ別個に扱うよう化
学種の質量保存式を定式化する．計算領域全体でそれぞれの相に対する化学種の質量分率を定
義すると，式 (2.3)，(2.4)と同様にして，下記の化学種の質量保存方程式が導かれる．

∂ρlαlY
X
l

∂t
+∇ · (ρlαlY

X
l U) = −∇ · jXl +RX

l, l–g (2.7)

∂ρgαgY
X
g

∂t
+∇ · (ρgαgY

X
g U) = −∇ · jXg +RX

g, l–g +RX
g (2.8)

ここで，化学種の質量分率 Y (−)，化学種の拡散流束 j (kgm−2 s−1) であり，上付き添字 X

は，化学種 Xの量であることを表す．質量変化速度RX
l, l–g は液相–気相間反応による液相中の

化学種 Xの質量変化速度，RX
g, l–g は液相–気相間反応による気相中の化学種 Xの質量変化速

度，RX
g は気相中の反応による気相中の化学種 X の質量変化速度である．各相の質量保存式

(2.3)，(2.4)を用いて，化学種の質量保存式を非保存形に変形すると，下記のようになる．
ρlαl

DY X
l

Dt
= −∇ · jXl +RX

l, l–g − Y X
l Rl, l–g

ρgαg

DY X
g

Dt
= −∇ · jXg +RX

g, l–g +RX
g − Y X

g Rg, l–g

文献 [69]に従い，比エンタルピーを用いたエネルギー方程式から温度を用いたエネルギー方
程式へ変換すると，下記のエネルギー保存式が導かれる．

Cp

(

∂ρT

∂t
+∇ · (ρTU)

)

= βT
Dp

Dt
−∇ · q − τ : ∇U +Ql–g +Qg (2.9)
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ここで，定圧比熱 Cp (J kg
−1 K−1)，体膨張係数 β (K−1)，物質微分 D/Dt (s−1)である．

各相の質量保存式 (2.3)，(2.4)を足し合わせ，関係式 Rg, l–g +Rl, l–g = 0を用いると，下
記の質量保存式となる．

∂ρ

∂t
+∇ · (ρU) = 0 (2.10)

質量保存式 (2.10)を用いて，運動量保存式 (2.5)，エネルギー保存式 (2.9)を非保存形に変形
すると下記のようになる．

ρ
DU

Dt
= −∇p−∇ · τ + ρ∇G+ F s

ρCp

DT

Dt
= βT

Dp

Dt
−∇ · q − τ : ∇U +Ql–g +Qg

質量保存式とカラー関数の輸送方程式は，各相の質量保存式 (2.3)，(2.4)から導出される．
各相の質量保存式 (2.3)，(2.4)を変形すると下記のようになる．

Dρlαl

Dt
= −ρlαl∇ ·U +Rl, l–g (2.11)

Dρgαg

Dt
= −ρgαg∇ ·U +Rg, l–g (2.12)

関係式 αl + αg = 1を使うと，式 (2.11)と式 (2.12)から以下の式が導かれる．
−
(

1

ρl

Dρlαl

Dt
+

1

ρg

Dρgαg

Dt

)

+
Rl, l–g

ρl
+

Rg, l–g

ρg
= ∇ ·U (2.13)

式 (2.13)の左辺第 1項は以下のように変形できる．
−
(

1

ρl

Dρlαl

Dt
+

1

ρg

Dρgαg

Dt

)

= −
(

αl

ρl

Dρl
Dt

+
Dαl

Dt
+
αg

ρg

Dρg
Dt

+
Dαg

Dt

)

= −αl

ρl

Dρl
Dt

− αg

ρg

Dρg
Dt

(2.14)

ここで，αl + αg = 1を使った．液相が非圧縮の時 (Dρl/Dt = 0)，式 (2.14)を式 (2.13)に代
入すると，質量保存式

∇ ·U = −αg

ρg

Dρg
Dt

+
Rl, l–g

ρl
+

Rg, l–g

ρg

が導かれる．そして，質量保存式を式 (2.11)に代入すると，カラー関数の輸送方程式
Dαl

Dt
= αl

αg

ρg

Dρg
Dt

+ αg

Rl, l–g

ρl
− αl

Rg, l–g

ρg

が導かれる．ここで，Dρl/Dt = 0を使った．
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気液二相流の基礎方程式をまとめると，以下のようになる．

• カラー関数の輸送方程式
Dαl

Dt
= αl

αg

ρg

Dρg
Dt

+ αg

Rl, l–g

ρl
− αl

Rg, l–g

ρg
(2.15)

• 液相，気相における化学種の質量保存式
ρlαl

DY X
l

Dt
= −∇ · jXl +RX

l, l–g − Y X
l Rl, l–g (2.16)

ρgαg

DY X
g

Dt
= −∇ · jXg +RX

g, l–g +RX
g − Y X

g Rg, l–g (2.17)

• 質量保存式
∇ ·U = −αg

ρg

Dρg
Dt

+
Rl, l–g

ρl
+

Rg, l–g

ρg
(2.18)

• 運動量保存式
ρ
DU

Dt
= −∇p−∇ · τ + ρ∇G+ F s (2.19)

• エネルギー保存式
ρCp

DT

Dt
= βT

Dp

Dt
−∇ · q − τ : ∇U +Ql–g +Qg (2.20)

方程式中の変数間には，以下の関係がある．
αl + αg = 1 (2.21)

Rl, l–g =
∑

X

RX
l,l–g (2.22)

Rg, l–g =
∑

X

RX
g,l–g (2.23)

Rg, l–g +Rl, l–g = 0 (2.24)

これらの基礎式だけでは，気相の密度 ρg は決まらないが，後述するように，状態方程式によっ
て ρg は圧力，温度，化学種の質量分率と結び付けられる．
基礎方程式 (2.15)–(2.20)は，化学種の計算で重要となる質量保存性を向上させるために，圧
縮性気液二相流に対する解法の一つである Thermo CIP-CUP法で用いられる基礎方程式 [2]

に対して，質量保存式の形を変更したものである．質量保存式およびそれに関連するカラー関
数の輸送方程式は Thermo CIP-CUP法のものとは異なる．Thermo CIP-CUP法では，質量
保存式は，以下の関係式を用いて，変形されている．

Dρ

Dt
=

(

∂ρ

∂p

)

T

Dp

Dt
+

(

∂ρ

∂T

)

p

DT

Dt
(2.25)

式 (2.25) は，時間，空間的に離散化した場合には成立しないため，質量保存性が悪くなる可
能性がある．したがって，本手法では，関係式 (2.25)を用いずに，基礎方程式を定式化した．
Thermo CIP-CUP法は，化学種を扱うことが出来るようには拡張されていないため，化学種
の質量保存式は新たに定式化した．
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構成方程式と物性値
化学種の質量，運動量，エネルギーの保存式にそれぞれフィックの法則，ニュートンの法則，
フーリエの法則を用い，渦拡散モデルで乱流の効果を考慮すると，化学種の拡散流束，応力，
熱流束は以下の式で表される [70]．

jXl = −ρlαlD
X
l, eff∇Y X

l (2.26)

DX
l, eff = DX

l +Dt (2.27)

jXg = −ρgαgD
X
g, eff∇Y X

g (2.28)

DX
g, eff = DX

g +Dt (2.29)

τ = −µeff

(

∇U + (∇U)T − 2

3
(∇ ·U)I

)

(2.30)

µeff = µ+ µt (2.31)

q = −λeff∇T (2.32)

λeff = λ+ λt (2.33)

ここで，拡散係数 D (m2 s−1)，粘性係数 µ (Pa s)，熱伝導率 λ (Wm−1 K−1)であり，下付き
添字 t は乱流に起因する量であることを表す．乱流に起因する量は，気相，液相でそれぞれ
別個の値を持つのではなく，気相，液相で共通の値を持つとして扱った．渦粘性係数 µt は，
LES, RANSモデルなどの乱流モデルによって計算される．渦拡散係数，渦熱伝導率は，乱流
シュミット数 Sct (−)，乱流プラントル数 Prt (−)および，渦動粘性係数 νt = µt/ρ (m

2 s−1)

を用いて，Dt = νt/Sct，λt = νt/Prt と計算される．乱流シュミット数と乱流プラントル数
は定数とし，Sct = 0.7，Prt = 1.0とした．
物性値は以下の式のようにカラー関数で平均化して，扱われる．

ϕ = αlϕl + αgϕg (2.34)

ここで，ϕは ρ，µ，λ，ρCp，β のいずれかである．
第 3，4，5章で述べる計算では，各物性値を以下のように与えた．液相の密度は変化しない
とし，気相には理想気体の状態方程式を用い，液相と気相の密度をそれぞれ以下の式で表した．

ρl = ρl, 0 (2.35)

ρg =
p

RgT
(2.36)

液相が水の場合，ρl, 0 = 995 kgm−3，液相が溶鉄の場合，ρl, 0 = 7000 kgm−3 を与えた
[71]．式 (2.36) 中の混合ガスの気体定数 Rg (J kg

−1 K−1) は Rg =
∑

X Y
X
g R/MX

g で計算さ
れ，化学種の質量分率に依存する．ここで，気体定数 R = 8.314472 JK−1 mol−1，モル質
量 M (kgmol−1) である． 液相中の化学種 X の拡散係数は一定とし，DX

l = Dl = Dl, 0

とした．本研究では，液相を溶鉄として脱炭を計算する場合にのみ液相中の拡散係数を考
慮した．溶鉄の拡散係数は，Dl, 0 = 7.0 × 10−9 m2 s−2 [72] とした．気相中の拡散係数は
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Fuller-Schettler-Giddings correlation [73]を用い，次式で求めた．

DX,Y
g =

1.1325× 10−2T 1.75
(

1/WX
g + 1/WY

g

)1/2

p[(vX)1/3 + (vY)1/3]1/2
(2.37)

ここで，化学種 X と Y の相互拡散係数 DX,Y
g (m2 s−1)，モル質量 Wg (kg kmol−1)，拡散体

積 v である．気相中の化学種が二種類の場合は，Dg = DX,Y
g とした．気相中の化学種が

三種類以上の場合は，各化学種のモル質量と拡散体積を平均した値を用いて，Dg = DX̄, X̄
g

のようにモデル化した．ここで，X̄ は平均化した化学種を表す．液相の粘性係数は一定と
し，µl = µl, 0 = 5.0 × 10−3 Pa s とした．水の場合，µl, 0 = 8.5 × 10−4 Pa s，溶鉄の場合，
µl, 0 = 5.0× 10−3 Pa s [53]とした．気相の粘性係数は Sutherland’s lawで次式のように計算
した．

µg =
As

√
T

1 + Ts/T
(2.38)

As =
∑

X

Y X
g A

X
s (2.39)

Ts =
∑

X

Y X
g T

X
s (2.40)

ここで，AX
s (Pa sK−1/2)，TX

s (K) は化学種に依存する定数であり，GRI-Mech 3.0 デー
タベース [74] の値を用いた．液相の熱伝導率は一定とし，λl = λl, 0 とした．水の場合，
λl, 0 = 0.5Wm−1 K−1，溶鉄の場合， λl, 0 = 40Wm−1 K−1 [58, 59, 75]とした．気相の熱
伝導率は次式のように modified Eucken model [76]で計算した．

λg = µg(Cp, g −Rg)

(

1.32 +
1.77Rg

Cp, g −Rg

)

(2.41)

液相の定圧比熱は一定とし，Cp, l = Cp, l, 0 とした．水の場合，Cp, l, 0 = 4181 J kg−1 K−1，溶
鉄の場合，Cp, l, 0 = 824 J kg−1 K−1 [77] とした．気相の定圧比熱は次式で表される NASA

polynomials [78]で計算した．
Cp, g = Rg(c4T

4 + c3T
3 + c2T

2 + c1T + c0) (2.42)

ci =
∑

X

Y X
g c

X
i (2.43)

ここで，cXi は化学種に依存した定数であり，GRI-Mech 3.0データベース [74]の値を用いた．
界面張力による体積力は continuum surface force モデル [79]を用いて以下のように計算さ
れる．

F s = σκ∇αl (2.44)

κ = −∇ ·
( ∇αl

|∇αl|

)

(2.45)

ここで，界面の曲率 κ (m−1)，界面張力係数 σ (Nm−1)である．液相が水の場合，水–気相間
の界面張力係数として，σ = 0.07Nm−1 を用いた．液相が溶鉄の場合は，溶鉄–気相間の界面
張力係数として，σ = 1.7Nm−1 [80]を用いた．
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CO2 による脱炭を扱った第 4章の計算では，化学反応による質量変化速度Rとして，界面
での脱炭反応による質量変化速度RX

l, l–g，RX
g, l–g を考慮した．O2，CO2 による脱炭を扱った

第 5 章の計算では，これらに加えて，気相中での二次燃焼による質量変化速度 RX
g を考慮し

た．脱炭反応に対するモデルは，第 2.2節で述べる．二次燃焼に対するモデルとして，乱流燃
焼モデルの一つである eddy dissipation concept (EDC) モデル [81]を用いた．EDCモデル
では，下記の式によって質量変化速度が計算される．

RX
g =

{

RX
g, laminar, τ∗ for γL ≥ 1.0

max(min(γaL/(1− γbL), 1.0), 0.0)RX
g, laminar, τ∗ for γL < 1.0

(2.46)

γL = Cγ

(νϵ

k2

)1/4

(2.47)

τ∗ = Cτ

(ν

ϵ

)1/2

(2.48)

ここで，モデル定数 a = 2.0，b = 2.0，Cγ = 2.1377，Cτ = 0.4083であり，時間 τ∗ における
層流の場合の平均質量変化速度 RX

g, laminar, τ∗ である．平均質量変化速度は，以下の不可逆の
一段階総括反応モデル [64]に基づく反応機構を仮定して，時間 τ∗ における化学種の質量の時
間変化を解き，時間 τ∗ で平均化して求めた．

CO+ 0.5O2 = CO2 (2.49)

rpc = 3.1× 108 exp

(

−1.58× 105

RT

)

ρgY
CO
g

MCO
g

ρgY
O2
g

MO2
g

(2.50)

ここで，rpc (kmolm−3 s−1)は式 (2.49)の反応速度である．式 (2.49)で表される二次燃焼に
よる生成熱 Qg は以下の式で計算される [74]．

Qg =
RCO

g

MCO
g

(

−∆Ho
CO+0.5O2=CO2

)

(2.51)

∆Ho
CO+0.5O2=CO2

= −283089.91 Jmol−1 (2.52)

2.1.2 非保存形の移流項の離散化法
保存方程式 (2.15)–(2.20)には下記の形の項が多数存在する．

ρ
Dϕ

Dt
= ρ

∂ϕ

∂t
+ ρU · ∇ϕ (2.53)

ここで，任意の物理量 ϕである．Thermo CIP-CUP法などの CIP-CUP法に基づく圧力ベー
スの統一解法では，式中の物質微分項 Dϕ/Dtは，セミラグランジュスキームを用いて離散化
される [1, 36, 82]．本計算法では，これらの解法とは異なり，下記のように，物質微分項の移
流項 ρU · ∇ϕを保存部分 ∇ · (ρUϕ)と残りの部分 −ϕ∇ · (ρU)に分割する．

ρ
Dϕ

Dt
= ρ

∂ϕ

∂t
+ ρU · ∇ϕ = ρ

∂ϕ

∂t
+∇ · (ρUϕ)− ϕ∇ · (ρU) (2.54)
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そして，セル中心有限体積法を用いて，これを下記のように離散化する．

ρ
Dϕ

Dt
= ρn

ϕn+1 − ϕn

∆t
+

1

V

∑

f

ϕn+1
f ρnf Φ

n
f − ϕn+1

V

∑

f

ρnf Φ
n
f (2.55)

ここで，時間刻み ∆t (s−1)，上付き添字 nは時刻ステップ，下付き添字 f はセル面 f での値，
Φn

f (m3 s−1)はセル面を通過する体積流量，記号∑f はセル面にわたる総和を表す．式 (2.55)

において，ϕn+1
f は，セル中心の値から，二次精度中心差分法，一次精度風上法，TVDスキー

ムなどの通常の離散化スキームで補間される．体積流量 Φn
f は，次節で述べる圧力–速度–密度

の分離解法により，質量保存式を満足するように計算され，セル面における密度 ρf はセル中
心の値から二次精度中心差分法によって補間される．非圧縮性流体の極限において，∑f ρ

n
f Φ

n
fは質量保存式よりゼロとなるので，この離散化式は保存形の基礎式に基づく離散化式に帰着す

る．セミラグランジュスキームを用いた場合に対して，この離散化法は，離散化スキームの選
択の自由度が高い，任意多面体格子からなる非構造格子での実装が容易という 2つの利点を持
ち合わせている．
2.1.3 圧力–速度–密度連成の分離解法
OpenFOAM [83] で用いられている多段解法を用いて，圧力–速度–密度連成を分離して
解く．
圧力–速度–密度連成を解く前に，まず，isoAdvector法 [84]を用いて，下記のように離散化
したカラー関数の輸送方程式を解く．
αn+1
l − αn

l

∆t
+

1

V

∑

f

Φn

αl, f
− αn

l

V

∑

f

Φn
f =

αn
l

αn
g

ρng

(

ρng − ρn−1
g

∆t
+

1

V

∑

f

ρng, fΦ
n
f −

ρng, f
V

∑

f

Φn

f

)

+ αn
g

Rn
l,l–g

ρl, 0
− αn

l

Rn
g,l–g

ρng
(2.56)

ここで，isoAdvector 法で計算されるセル界面における液相の体積流量 Φn
αl, f
である．そし

て，化学種の質量保存式 (2.16)，(2.17)，エネルギー保存式 (2.20)を解き，化学種の質量分率
Y X, n+1
l ，Y X, n+1

g と温度 Tn+1 を求める．化学種の質量保存式 (2.16)，(2.17)，エネルギー保
存式 (2.20)を解く際，前節で述べた移流項の離散化法を適用し，体積流量 Φn

f およびカラー関数を解く際に計算したセル面における液相，気相の体積流量 Φn
αl, f
，Φn

αg, f
= Φn

f −Φn
αl, f
を用
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いて以下のように離散化する．
ρl, 0α

n
l

Y X, n+1
l − Y X, n

l

∆t
+

1

V

∑

f

Y X, n+1
l, f ρl, 0Φ

n
αl, f

− Y X, n+1
l

V

∑

f

ρl, 0Φ
n
αl, f

= ∇ ·
(

ρl, 0α
n+1
l Dn+1

l ∇Y X, n+1
l

)

+RX, n+1
l, l–g − Y X, n+1

l, f Rn+1
l, l–g (2.57)

ρngα
n
g

Y X, n+1
g − Y X, n

g

∆t
+

1

V

∑

f

Y X, n+1
l, f ρng, fΦ

n
αg, f

−
Y X, n+1
g

V

∑

f

ρng, fΦ
n
αg, f

= ∇ ·
(

ρngα
n+1
g Dn+1

g ∇Y X, n+1
g

)

+RX, n+1
g, l–g +RX, n+1

g − Y X, n+1
g, f Rn+1

g, l–g (2.58)

Cn
p ρ

nT
n+1 − Tn

∆t

+ Cn
p

[

1

V

∑

f

Tn+1
f (ρl, 0Φ

n
αl, f

+ ρng, fΦ
n
αg, f

)− Tn+1

V

∑

f

(ρl, 0Φ
n
αl, f

+ ρng, fΦ
n
αg, f

)

]

= βn+1Tn+1

(

pn − pn−1

∆t
+

1

V

∑

f

pnf Φ
n
f − pn

V

∑

f

Φn
f

)

+∇ ·
(

λn+1∇Tn+1
)

+Qn+1
l–g +Qn+1

g

−
[

ρn

(

Kn −Kn−1

∆t
+

1

V

∑

f

Kn
f Φ

n
f − Kn

V

∑

f

Φn
f

)

− ρnUn ·
(

Un −Un−1

∆t
+

1

V

∑

f

Un
f Φ

n
f − Un

V

∑

f

Φn
f

)]

(2.59)

ここで，単位質量あたりの運動エネルギーK = U ·U/2 (m2 s−2)であり，エネルギー保存式
の右辺の最後の 2 つの項は全エネルギー保存を満足するように付け加えた補正項である．エ
ネルギー保存式は，全エネルギー保存式から運動エネルギー保存式を引くことにより導出され
る．導出過程において，ρDK/Dt = U · ρDU/Dtの関係式が用いられる．しかしながら，離
散化式においては，この関係式は成立しない．したがって，補正項として，関係式の誤差を考
慮した．また，本研究では，極超音速よりも遅い超音速流しか扱わないため，粘性散逸項は無
視した．式中の拡散項は，この後に出てくるものも含めて全て付録 Aに示したように離散化
される．
次に，求めた Y X, n+1

l ，Y X, n+1
g ，Tn+1 を使って状態方程式 (2.36) から気相の中間密度

ρ∗g = pn/(Rn+1
g Tn+1)，気相密度の圧力微分 ψn+1

g = ∂ρg/∂p = 1/(Rn+1
g Tn+1)を計算する．

ρ∗g，ψn+1
g は，以下で示すように圧力–速度–密度連成の分離に用いられる．

圧力–速度–密度連成の分離解法は多段階法の 1 つである部分段階法に基づいている．運動
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量保存式を以下のように 2段階に分けて時間進展させる．
ρn

U∗ −Un

∆t
+

1

V

∑

f

Un
f (ρl, 0Φ

n
αl, f

+ ρng, fΦ
n
αg, f

)− Un

V

∑

f

(ρl, 0Φ
n
αl, f

+ ρng, fΦ
n
αg, f

)

−∇ ·
[

µn+1

(

∇Un + (∇Un)T − 2

3
I∇ ·Un

)]

= 0 (2.60)

ρn
Un+1 −U∗

∆t
= ⟨−∇pn+1 + F n+1

v ⟩f→c (2.61)

ここで，F v (kgm
−1 s−2)は界面張力による体積力と重力の寄与であり，以下の式で表される．

F n+1
v = σκn+1∇αn+1 + ρn∇G (2.62)

式 (2.61)において，⟨⟩f→c はセル面中心点からセル中心点への補間を表し，以下の式で計算さ
れる [85]．

⟨A⟩f→c =
1

V

∑

f

(Sf ·Af)(xf − xc) (2.63)

ここで，任意のベクトルA，セル面の面ベクトル Sf，セル中心の位置ベクトル xc である．質
量保存式 (2.18)は以下のように離散化される．

1

V

∑

f

Sf ·Un+1
f = −

αn+1
g

ρ∗g

Dρn+1
g

Dt
+

Rn+1
l, l–g

ρl, 0
+

Rn+1
g, l–g

ρ∗g
(2.64)

式中の気相密度 ρn+1
g は圧力を用いて以下の式で表し，

ρn+1
g = ρ∗g + ψn+1

g (pn+1 − pn) (2.65)

気相密度の物質微分を以下の式で近似する．
Dρn+1

g

Dt
=

Dρ∗g
Dt

+ ψn+1
g

pn+1 − pn

∆t
(2.66)

ここで，後述の圧力方程式を数値的に解く際の係数行列を対称行列にすることによって計算コ
ストを軽減するために，圧力に関する移流項∇ ·ψn+1

g (pn+1 − pn)−ψn+1(pn+1 − pn)∇ ·Un

は無視した．式 (2.61)を用いると，式 (2.64)の左辺の Sf ·Un+1
f は下記のように記述できる．

Sf ·Un+1
f = Sf ·U∗

f −
(

∆t

ρn

)

f

(

Sf · ∇pn+1
f − Sf · F n+1

v, f

)

(2.67)

式 (2.64)，(2.66)，(2.67)を合わせると以下の圧力方程式が得られる．
1

V

∑

f

(

∆t

ρn

)

f

(

Sf · ∇pn+1
f

)

=
1

V

∑

f

Sf ·U∗
f +

1

V

∑

f

(

∆t

ρn

)

f

Sf · F n+1
v, f

+
αn+1
g

ρ∗g

(

ρ∗g − ρng
∆t

+
1

V

∑

f

ρ∗g, fΦ
n
f −

ρ∗g
V

∑

f

Φn
f + ψn+1

g

pn+1 − pn

∆t

)

−
Rn+1

l, l–g

ρl, 0
−

Rn+1
g, l–g

ρ∗g
(2.68)
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式 (2.68)の左辺第 1項の (Sf · ∇pn+1
f )は式 (A.2)のように離散化される．圧力方程式 (2.68)

を解くと，圧力 pn+1 が得られる．速度 Un+1 は式 (2.61)，体積流量 Φn+1
f = Sf ·Un+1

f は式
(2.67)，密度 ρn+1

g は式 (2.65)から求められる．密度 ρn+1 は，式 (2.34)を用いて，以下のよ
うに計算される．

ρn+1 = αn+1
l ρl, 0 + αn+1

g ρn+1
g (2.69)

2.2 脱炭反応モデル
野村と森のモデル [3]を参考にして O2，CO2 による溶鉄の脱炭反応モデルを構築し，CFD

ソルバと統合した．野村と森は，炭素濃度が約 1.0mass%，温度 1873K の溶鉄の CO2 によ
る脱炭をモデル化しており，O2 による脱炭は扱っていない．本研究では，CO2 による脱炭に
関しては，野村と森のモデルに従ってモデル化し，O2 による脱炭に関しては，Simentoらの
O2 による脱炭実験の結果に基づいてモデル化した．野村と森のモデルは，壁面ジェットの実
験式および実験で得られた脱炭速度データを用いることを前提に構築されているが，本研究で
は，CFDソルバで計算される物理量を可能な限り利用するようにモデルを構築した．
O2，CO2 による溶鉄の脱炭の素過程は，気液界面における化学反応と気液界面の境界層に
おける物質伝達である．高炭素濃度の溶鉄では，気液界面の反応速度を律速する反応は，下記
の O2 と Cおよび CO2 と Cの直接反応だと考えられる．

O†
2 + 2C† = 2CO† (2.70)

CO†
2 +C† = 2CO† (2.71)

ここで，上付き添字 †は界面の値であることを表す．高炭素濃度の溶鉄における Oの溶解性
は低いため，溶解反応 O†

2 = 2O†，CO†
2 = C† +2O†，CO† = C† +O† は気液界面の反応速度

を律速しないとした．Simentoらの O2 による炭素濃度 1.0–4.0mass%，温度 1723Kの溶鉄
の脱炭実験の結果 [86]に基づき，式 (2.70)で表される O2 による脱炭反応の反応速度は非常
に大きく，気液界面では，O†

2 がゼロとなるまで反応が進むとモデル化した．一方，式 (2.71)

で表される CO2 による脱炭反応については，文献 [3, 61]に従い，CO2 の解離吸着反応が律
速過程となるとし，有限の解離吸着反応速度を考慮してモデル化した．
式 (2.71)の反応は，気相中の濃度境界層を移動し界面に到達した CO†

2 が界面の吸着サイト
に吸着し，CO† と O∗ に解離した後，液相側の界面に存在する C† と反応して，CO† となる素
反応からなると考えられている．これを式で表すと以下のようになる．

CO†
2 = CO† +O∗ (2.72)

O∗ +C† = CO† (2.73)

ここで，気液界面に吸着した Oを O∗ で表した．これらの 2つの素反応の内，式 (2.72)で表
される CO2 の解離吸着反応が律速過程と考えられており，CO2 の反応速度は以下の式でモデ
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ル化される [3, 61]．

rCO2 = sp̄CO2, † (2.74)

ここで，rCO2 (molm−2 s−1)は単位面積あたりの CO2 の消費速度であり，p̄X (atm)は標準気
圧単位での化学種 X の分圧，s (molm−2 s−1 atm−1) は式 (2.72) の順反応の反応速度定数で
ある．高 C濃度の溶鉄において，式 (2.72)の逆反応の反応速度は，順反応の反応速度よりも
十分小さいため，無視した [3]．反応速度の温度依存性を考慮し，反応速度定数には，以下の
式 [61, 87]を用いた．

log s = 3.007− 1.049× 104T−1 (2.75)

実転炉の操業実績によれば，溶鉄中の炭素濃度が 4.0–0.3mass%，溶鉄温度が，1250–1600 C̊

の範囲で変化しても，吹き込まれた酸素のほぼ全量が脱炭で消費されるため，この間に，脱
炭現象に大きな変化は生じないと考えられる [9]．したがって，ここで述べた気液界面にお
ける化学反応の律速過程および反応速度に関する仮定も，炭素濃度 0.3mass% 以上，温度
1250–1600 C̊の溶鉄に対して成立すると考えられる．
物質伝達による化学種のモル流束 N (molm−2 s−1) は以下のように，拡散によるモル流束
と移流によるモル流束の和で表される．

NO2

g→int =
kg
RaT

p̄O2 (2.76)

NCO2

g→int = − kg
RaT

(p̄CO2, † − p̄CO2) +
p̄CO2, †

p̄†

(

NO2

g→int +NCO2

g→int +NCO
g→int

)

(2.77)

NCO
g→int = − kg

RaT
(p̄CO, † − p̄CO) +

p̄CO, †

p̄†

(

NO2

g→int +NCO2

g→int +NCO
g→int

)

(2.78)

ここで，気液界面で O2 は全て消費されると仮定したため，p̄O2, † = 0atmとした．気体定数
Ra = 8.20574 × 10−5 m3 atmK−1 mol−1，物質伝達係数 k (m s−1)，圧力 p̄† =

∑

X p̄
X, † で

ある．モル流束の下付き添字 g → int は気相のバルクから流体速度で移動する界面へ向かう
流束であることを表す．バルクの値 p̄X は p̄X = ρgY

X
g (Ra/M

X
g )T のように計算される．密度

ρg，温度 T には CFDのアルゴリズムで計算される nステップ目の値を用いた．化学種の質
量分率 Y X については，式 (2.76)においては，n+ 1ステップ目の値を用いて陰的に扱い，式
(2.77)，(2.78)においては，nステップ目の値を用いて陽的に扱った． 流れが層流の場合，物
質伝達係数 kg は，拡散係数 Dg と距離 ∆g (m)を用いて以下のように計算される．

kg =
Dg

∆g

(2.79)

距離 ∆g は図 2.1に示すように，界面を含むセルにおける気相の重心と界面との距離で計算さ
れる．流れが乱流の場合，物質伝達係数 kg は，Lamont and Scott による eddy cell モデル



2.2 脱炭反応モデル 23

[88]（付録 B参照）で以下のように計算される．
kg = Cs

(

Dg

τr

)1/2

(2.80)

τr =
(ν

ϵ

)1/2

(2.81)

ここで，動粘性係数 ν (m2 s−1)，エネルギー散逸率 ϵ (m2 s−3) である．エネルギー散逸率は
Reynolds Averaged Navier-Stokes (RANS)モデルに基づいて計算される．

Gas

Liquid

図 2.1: Distance between interface and center of mass of gas phase in a cell

気液界面の O∗ は即座に反応して消費されるため，気液界面には化学種は蓄積されない．し
たがって，単位面積あたりの CO2 の消費速度 rCO2 はモル流束と等しく，以下の式が成立
する．

rCO2 = NCO2

g→int (2.82)

量論式 (2.70)，(2.71)からモル流束の間には以下の関係がある．
NCO

g→int = −2NO2

g→int − 2NCO2

g→int (2.83)

NC
l→int = 2NO2

g→int +NCO2

g→int (2.84)

変数 p̄CO2, †，̄pCO, †は，関係式 (2.74)–(2.76)および (2.82)，(2.83)を用いて，式 (2.77)，(2.78)
を解くことにより得られる．この非線形連立方程式は Levenberg-Marquardt法を使って数値
的に解いた．
化学種の生成速度Rは，モル流束を用いて，以下のように表される．

RO2

g, l–g = −NO2

g→intM
O2
A

V
(2.85)

RCO2

g, l–g = −NCO2

g→intM
CO2

A

V
(2.86)

RCO
g, l–g = −NCO

g→intM
COA

V
(2.87)

RC
l, l–g = −NC

l→intM
CA

V
(2.88)
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ここで，セル中の界面面積 A (m2) である．界面面積は，isoAdvector 法 [84] において，カ
ラー関数から界面を再構成する手法を用いて計算する．化学反応による熱生成速度 Ql–g は以
下のように計算される．

Ql–g =
RO2

g, l–g

MO2
g

(−∆Ho
2CO=O2+2C) +

RCO2

g, l–g

MCO2
g

(−∆Ho
2CO=CO2+C) (2.89)

ここで，エンタルピー変化 ∆Ho (Jmol−1)は以下である [89]．
∆Ho

2CO=O2+2C = 278633.6 Jmol−1 (2.90)

∆Ho
2CO=CO2+C = −144700.6 Jmol−1 (2.91)

第 4 章の脱炭反応モデルの検証では，上記で説明したモデルの他，式 (2.71) で表される
CO2 による脱炭反応のモデルとして，CO2 の解離吸着反応速度を無限大としたモデルも用い
て計算し，両モデルを比較した．このモデルでは，O2 に対する式 (2.76)のように，気液界面
で CO2 は完全に消費されると仮定し，式 (2.77)に p̄CO2, † = 0atm，p̄CO2 = ρgRTY

CO2
g /p0

を代入した以下の式で CO2 のモル流束を計算した．
NCO2

g→int = kgρg
R

p0Ra

Y CO2
g (2.92)

ここで，p0 = 101325Paである．CO2 に対する質量保存式を解く際，式 (2.92)における質量
分率 Y CO2

g は n + 1ステップ目の値として陰的に扱った．なお，Cho et al．による反応モデ
ル [4]は，気液界面での熱力学的平衡を仮定しているため，CO2 の解離吸着反応速度を有限と
したモデルと無限としたモデルの間の反応速度を与えると推測される．
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2.3 アルゴリズムのまとめ
本章で説明した計算アルゴリズムをまとめると以下となる．
1. 式 (2.56)を isoAdvector法 [84]で解いてカラー関数 αn+1

l を求める．
2. EDC モデルに基づき，式 (2.46)–(2.52) を用いて，二次燃焼に関する化学反応速度

RX, n+1
g ，熱生成速度 Qn+1

g を求める．
3. 物質伝達係数を kn+1

g へ更新した後，脱炭反応モデルを用いて，式 (2.85)–(2.89) の脱
炭反応に関する化学反応速度RX, n+1

l, l–g ，RX, n+1
g, l–g ，熱生成速度 Qn+1

l–g を求める．
4. 拡散係数をDn+1

g へ更新した後，式 (2.57)，(2.58)を解いて，化学種の質量分率 Y X, n+1
l ，

Y X, n+1
g を求める．

5. 定圧比熱，熱膨張係数，熱伝導率を Cn+1
p ，βn+1，λn+1 へ更新した後，式 (2.59)を解

いて，温度 T を求める．
6. 状態方程式 (2.36)により，気相密度，気相密度の圧力微分を ρ∗g，ψn+1

g へ更新する．
7. 粘性係数を µn+1 へ更新した後，式 (2.60)を解いて中間速度 U∗ を求める．
8. 式 (2.68)を解いて，圧力 pn+1 を求める．
9. 式 (2.61)，(2.67)，(2.65)，(2.69)から，速度 Un+1，体積流量 Φn+1

f ，気相密度 ρn+1
g ，

密度 ρn+1 を計算する．
10. 計算対象が乱流となる場合，渦粘性係数，渦拡散係数，渦熱伝導率を乱流モデルに基づ
いて µn+1

t ，Dn+1
t ，λn+1

t へ更新する．
11. 時間ステップ数を nから n+ 1へ更新し，1から 10の手順により，次の時間ステップ
の値を計算する．

上記アルゴリズムにおいて，第 2.1節で示したように時間的に離散化した．空間に対する離散
化および乱流モデルは，問題によって適したものを用いた．第 3–5章で具体的な問題と共に，
空間に対する離散化，乱流モデルを示す．各方程式に対する連立線形方程式の解法は，化学種
の質量保存式，エネルギー保存式については，不完全 LU分解を前処理に用いる前処理付き双
共役勾配法，圧力方程式については，不完全コレスキー分解を前処理に用いる前処理付き共役
勾配法を用いた．
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第 3章
流体計算の妥当性評価
本章では，第 2章で述べた計算法を用いて，圧縮性単相流，非圧縮性乱流，非圧縮性気液二
相流の代表的な問題を解くことにより，流体計算の妥当性を評価する．そして，転炉に対する
水モデル実験としてしばしば研究対象とされる水浴に衝突する高速ガスジェットを計算し，上
野らの実験結果 [6]と比較することによって，圧縮性気液二相流に対する計算の妥当性を確認
する．
本章では，化学反応を伴う物質伝達および気相中の化学反応は扱わないため，基礎方程式

(2.15)–(2.20)中の R，Qはゼロである．また，単一の化学種からなる流体のみ扱うため，液
相，気相における化学種の質量保存式 (2.16)，(2.17)中の Y は定数であり，実質的には解か
れることはない．

3.1 計算の概要
計算対象は以下である．
1. 円弧状バンプを越える流れ
2. 後ろ向きステップ流れ
3. ダム崩壊
4. 水浴に衝突する高速ガスジェット

1. 円弧状バンプを越える流れ は圧縮性単相流，2. 後ろ向きステップ流れ は非圧縮性単相乱
流，3. ダム崩壊 は非圧縮性気液二相流に対する代表的な検証問題である．4. 水浴に衝突する
高速ガスジェット は圧縮性の影響を無視できない気相と非圧縮性とみなすことができる液相
が共存する流れであり，1–3の全ての流れの特徴を含んでいる．
本計算では，移流項の空間離散化による数値振動を抑制するために，方程式ごとに適した手
法を選択した．エネルギー保存式の移流項は，adaptive bounded QUICKESTスキーム [90]，
運動量保存式の移流項は，高波数成分を除去する修正を加えた二次精度中心差分法 [83, 91]を
適用した．ただし，円弧状バンプを越える流れについては，圧縮・膨張による急激な速度変化
による数値振動を抑制するために，van Leerスキーム [92]を適用した．圧力方程式の移流項
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には，Osherスキーム [93]を適用した．気液二相流の計算の移流項は，界面の非物理的な変形
を軽減するために，isoAdvectorスキームで特定される気液界面を含むセルを構成する面にお
いて一次精度風上差分法を用いた．拡散項は，二次精度中心差分法で離散化した．
時間刻みは，設定した最大クーラン数 Co (–)に基づき，以下のように計算される．

∆t = Co
V

max (
∑

f |Φf |/2)
(3.1)

本計算では，最大クーラン数を 0.5以下とすることで安定に解が得られることが確認された．
円弧状バンプを越える流れ，後ろ向きステップ流れ，ダム崩壊の問題に対しては，初期状態か
らの大きな変化やその時間変化を計算するために最大クーラン数を 0.3と設定した．水浴に衝
突する高速ガスジェットの問題に対しては，計算時間の短縮のために，最大クーラン数を 0.4

と設定した．

3.2 結果と考察
3.2.1 円弧状バンプを越える流れ
本計算法を用いて，円弧状バンプを越える流れ [94, 95] を計算し，従来の圧縮性単相流用
のソルバによって得られた既往研究の結果と比較することにより，解の妥当性を評価した．
計算の概要を図 3.1 に示す．超音速および亜音速条件での計算を実施した．超音速条件では
マッハ数 Ma = 1.65，亜音速条件ではマッハ数 Ma = 0.5 で，左の境界から気体が流入し，
円弧状のバンプを越えて，右の境界から流出する．円弧状バンプの高さは，超音速条件では
弦長 H = 1.0m の 4%，亜音速条件では，10% である．計算領域を x 方向に一様に 192 分
割，y 方向に一様に 64 分割した二次元格子（192 × 64）を用いた．また，格子依存性を調
査するために，96 × 32，384 × 128 の格子に加え，超音速条件では 60,778 個，亜音速条件
では 10,463 個の多角形からなる格子も用いた．境界条件は次のように与えた．流入境界で
は，マッハ数が 1.65，0.5 となるように，速度，圧力，温度，液相のカラー関数をそれぞれ，
U = (561, 0), (170, 0)m s−1，p = 101325Pa，T = 288.15K，αl = 0とした．流出境界で
は，速度，温度，液相のカラー関数の勾配をゼロとし，圧力を p = 101325Pa とした．上下
の壁境界は滑り壁とし，圧力，温度，液相のカラー関数の勾配はゼロとした．初期条件は領
域全体で，U = (0, 0)m s−1，p = 101325Pa，T = 288.15K，αl = 0 とした．気相は単一
の化学種で構成されているとし，Wg = 28.97× 10−3 kgmol−1，Cp, g = 1007.0 J kg−1 K−1，
µg = 0.0Pa s，λg = 0.0Wm−1 K−1 として，非粘性流体として扱った．
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図 3.1: Schematic of flow field over a circular arc bump

本計算の質量保存性を確認するために，流入出流量を確認した．その結果，192× 64の格子
における流入境界と流出境界における質量流量の差は，超音速条件の場合，0.02%，亜音速条
件の場合，0.01% であった．他の格子の結果においても，質量流量の差は 0.01–0.1% と小さ
く，質量保存性は良好であった．
図 3.2, 3.3 にそれぞれ超音速，亜音速条件におけるマッハ数分布を示す．図 3.2a，3.3a に
示すように，格子サイズを小さくすると，マッハ数分布はある一定の分布に近づいており，格
子収束性が得られている．超音速条件の結果では，低解像度の格子および多角形格子を用いた
場合に，x = 1.0m および x = 2.0m の衝撃波面の後ろで数値振動が発生しているが，その
他の領域ではどの格子の結果も良く一致している．超音速の場合，下壁の x = 1.0m および
x = 2.0m，上壁の x = 2.0mにおいて，衝撃波が発生している．亜音速条件の場合，下壁にお
いて，x = 1.0mおよび x = 2.0mでマッハ数が急激に変化する．これらマッハ数が急激に変
化する場所においても，特に高解像度の格子を用いた場合に，本計算法の結果は，Moukalled

らの結果 [94]と良く一致しており，流れの特徴が捉えられている．Moukalled らは保存形の
質量保存式から導出される圧力方程式を解く従来の圧力ベースの解法を使っており，本計算法
とは解法が異なるが，ほぼ同じ結果が得られる．また，図 3.2b，3.2c, 3.3b，3.3cに示すよう
に，四角形格子，多角形格子の結果は，計算領域全体でも良く一致する．以上より，本計算法
により，四角形格子，多角形格子のように用いる格子の種類を問わず，超音速から亜音速の圧
縮性単相流に対して，従来の単相流用のソルバと同等の結果が得られると結論づけられる．
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図 3.2: Mach number of flows over a circular arc bump, Ma = 1.65，超音速条件
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3.2.2 後ろ向きステップ流れ
本計算法を用いて，後ろ向きステップ流れ [96, 97]を計算し，既往研究の実験結果と比較す
ることにより，解の妥当性を評価した．計算の概要を図 3.4に示す．流入速度は 1.0m/s，ス
テップ高さ H は 1.0mである．流入境界の高さは 2H であり，計算領域の奥行きは 3H とし
た．流入境界からステップの終端までの長さを 5H とし，ステップの終端から流出境界まで
の長さを 20H とした．流れを十分発達させるために，流入境界から 2.5H の位置に仮想の境
界面を設け，仮想面の速度を流入境界にマッピングした．x方向，y 方向，z 方向の格子サイ
ズをそれぞれ ∆x = H/15，∆y = H/30，∆z = H/45とした格子 (15× 30× 45)を用いた．
また，解の格子依存性を調べるため，5 × 10 × 15，10 × 20 × 30の解像度の格子および格子
数 1,387,680 の多面体格子も用いた．境界条件は次のように与えた．流入境界では，温度を
T = 300Kとし，圧力勾配をゼロとした．速度については，前述のように，仮想の境界面の値
をマッピングした．流出境界では，速度勾配をゼロとし，圧力を p = 101325Paとした．流体
が流出する場合は，温度勾配をゼロとし，流入する場合は，温度を T = 300Kとした．前面お
よび後面の境界は周期境界とした．壁境界は，速度をゼロとし，圧力勾配，温度勾配をゼロと
した．ただし，運動量保存式を計算する際には壁関数 [98] で計算される応力を課した．初期
条件は領域全体で，U = (0, 0, 0)m s−1，p = 101325Pa，T = 300.0K，αl = 1とした．U0

を流入境界における断面平均速度とした時に，Re = ρlU0H/µl = 5500となるように，液相の
物性値を与え，単一の化学種で構成されているとした．乱流モデルには，LESモデルの一つで
ある Vremanモデル [99, 100]を用いた．Vremanモデルの詳細は付録 Cに示す．

図 3.4: Schematic of flow field with backward-facing step, H = 1.0m, Re = 5500

図 3.5 に，速度の大きさのカラーコンターと速度勾配の第二不変量の等値面を示す．図
3.5a，3.5bが 15× 30× 45の六面体格子で計算した結果，図 3.5c，3.5dが多面体格子で計算
した結果である．六面体格子，多面体格子のどちらを用いても，ストリークや小さな渦などの
乱流構造を持つ流れが形成されている．図 3.6に，主流方向速度の時間平均値と標準偏差の分
布を示す．統計量は，流れが準定常状態に達した後の 300 s間のデータから算出した．主流方
向速度の時間平均値，標準偏差共に，笠木の実験結果 [101]と良く一致している．この系では，
ステップによって下壁から離れた流れが下流で再び下壁に付着する距離（再付着距離）が計算
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結果の妥当性評価によく用いられる．再付着距離の計算値は，約 6H であり，実験結果と良く
一致している．図 3.7に，複数の異なる格子を用いて計算した x = 6.0H における主流方向速
度の時間平均値を笠木の実験結果と共に示す．格子解像度が増加するにつれ，計算結果が実験
結果に近づいている．また，多面体格子を用いた結果も実験結果とおおむね一致しており，妥
当な結果が得られている．以上より，本計算法により，六面体格子，多面体格子のように用い
る格子の種類を問わず，非圧縮性単相乱流に対して，乱流構造を捉えた妥当な結果が得られる
と結論づけられる．
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(a) Color contour of the velocity magnitude with the 15 × 30× 45 mesh

(b) Iso-surface of second invariant of gradient tensor of the velocity Q = 1.0 s−2 with the 15 ×

30× 45 mesh

(c) Color contour of the velocity magnitude with the polyhedral mesh

(d) Iso-surface of second invariant of gradient tensor of the velocity Q = 1.0 s−2 with the poly-

hedral mesh

図 3.5: Instantaneous flow field with the backward-facing step
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3.2.3 ダム崩壊
本計算法を用いて，ダム崩壊 [31, 102]を計算し，既往研究の実験結果と比較することによ
り，解の妥当性を評価した．計算の概要を図 3.8に示す．計算領域は，400mm×150mmであ
り，初期に a× 2a（a = 58mm）の大きさの水柱を計算領域の左下の隅に配置した．計算開始
と同時に重力により水柱が崩壊し，水柱の高さが減少すると共に，水が x軸正の方向に流れる．
計算された水柱の高さと水の x軸正の方向の先端位置の時間推移をMartin and Moyce によ
る実験結果 [103]と比較した．x方向と y 方向の格子数をそれぞれ 200，75とした一様な格子
（200×75）を計算に用いた．また，格子依存性を調査するために，格子数 50×19，100×38の
格子と 13,398個の多角形からなる格子も用いた．境界は全面を壁とし，速度ゼロ，圧力勾配，
温度勾配，液相のカラー関数の勾配をゼロとした．初期条件は領域全体で，U = (0, 0)m/s，
p = 101325Pa，T = 288.15Kとし，水柱が存在する領域で αl = 1，その他の領域で αl = 0と
した．気相は完全に混合し，化学種の濃度は均一とみなせるため，便宜上，単一の化学種で構
成されているとし，空気の物性値Wg = 28.97× 10−3 kgmol−1，Cp, g = 1007.0 J kg−1 K−1，
µg = 1.8×10−5 Pa s，λg = 2.6×10−2 Wm−1 K−1 を与えた．液相も単一の化学種で構成され
ているとし，水の物性値 ρl, 0 = 995 kgm−3，Cp = 4181.0 J kg−1 K−1，µl = 8.5× 10−4 Pa s，
λl = 5.0× 10−1 Jm−1 s−1 K−1 を与えた．重力加速度は g = (0,−9.81)m s−2 とした．

図 3.8: Schematic of flow field and initial condition of dam break

図 3.9に，0.2，0.4，0.6 sにおける液相のカラー関数の分布を示す．時刻 0.2 sにおいて，崩
壊した水柱は床に拡がっている．そして，時刻 0.4 sでは，右の壁に衝突した水が壁を伝って
上昇している．その後，時刻 0.6 sにおいて，上昇した水の一部は重力に従って下降して床面
へと逆流している．本計算により，気液界面の大変形を捉えることができている．200× 75の
四角形からなる一様な格子と多角形からなる格子の結果には，界面形状に若干の差異が見られ
るが，バルクの液相挙動は一致している．図 3.10に，水柱の高さと水の x軸正の方向の先端
位置の変化を示す．時刻 t，高さ h，先端位置 z はそれぞれ t

√

g/a，h/(2a)，z/aと規格化し
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た．格子解像度を変えても，多角形からなる格子を用いても，高さ，先端位置，共に，ほとん
ど変化せず，格子依存性の無い結果が得られている．計算された高さの時間推移は実験結果と
良く一致している．一方，先端位置は実験結果よりも速く進展しているが，この傾向は他の研
究 [31, 102]でも見られる．したがって，先端位置が実験結果と一致しないことは，本計算法
に特有の問題ではない．以上より，本計算法により，四角形格子，多角形格子のように用いる
格子の種類を問わず，非圧縮性気液二相流に対して，液相の運動を再現した妥当な結果が得ら
れると結論づけられる．
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図 3.9: Time evolution of the water (red) and air (blue) configurations
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3.2.4 水浴に衝突する高速ガスジェット
本計算法を用いて，水浴に衝突する高速ガスジェットを計算し，既往研究の実験結果と比較
することにより，解の妥当性を評価した．水浴に衝突するガスジェットの実験は，転炉の火点
に関する研究において，火点形状を推定するためにしばしば実施される．この問題の流れは，
圧縮性流れと非圧縮性流れが共存する気液二相流であり，第 3.2.1，3.2.2，3.2.3節で扱った問
題の特徴を全て備えている．図 3.11に，問題の概要を示す．直径 159mmの円筒容器に水が
貯められており，容器の中心軸上にノズルが設置されている．ノズルの噴射口と水面の間の距
離は 30.0mmである．外径 5.0mmのノズルの先端に設けられた径 0.5mmの噴射孔から，標
準温度 0̊ C，標準圧力 101325Pa（STP）において，流量 3.33 × 10−3 m3 s−1 で噴射される
N2 ジェットにより，水面に凹み（キャビティ）が形成される．この時，ノズル出口でのジェッ
トの速度は約 200m s−1 の亜音速となる．ジェットのレイノルズ数は約 7000であり，乱流で
ある．
この問題は，既往研究 [54, 55] において，高速ジェットに起因する計算時間の増大と複雑

性を避けるために，液相よりも上の面で領域を上下に 2 つに分割して計算されている．文献
[54]，[55]では，共に，ノズルを含む上の領域は圧縮性の単相流として扱われている．液相を
含む下の領域の扱いは異なり，文献 [54]では，非圧縮性の気液二相流として扱われ，文献 [55]

では，圧縮性の気液二相流として扱われた．両者とも，上の領域の計算で得られた高速ジェッ
トの流れを時間平均化し，下の領域の流入境界条件として与えた．これにより，下の領域の
計算において，高速ジェットをそのまま扱うのに比べて，気相流れの速度を抑制でき，計算
時間が短縮される．しかしながら，上野らの実験 [6] ではキャビティが上下左右に振動する
ことが観察されており，この方法では，非定常性を再現することが難しいと推測される．し
たがって，ここでは，計算領域を分割せずに，1 つの領域として計算した．乱流モデルには，
RANS モデルの一つである k-ω SST モデル [104] および LES モデルの一つである Vreman

モデル [99, 100]（付録 C参照）を用いた．Vremanモデルのモデル係数は，推奨値 c = 0.07，
cc = 0.1 [100]とした．乱流プラントル数は Prt = 1.0とした．
図 3.12に計算領域とノズルおよび水面近傍の格子を示す．円筒容器の内部の三次元空間を
計算領域とし，半径方向は円筒容器の内壁まで，下端は円筒容器の底，上端はノズルの噴射孔
から 7.2mm上の水平断面とした．ノズルは内部構造まで反映し，外径 5.0mm，内径 3.0mm，
ノズル噴射孔径 0.5mm，ノズル内部から噴射孔までの直管部の長さ 1.0mmとした．格子幅
をノズル噴射孔が位置する計算領域の中心軸近傍および水面近傍で小さくとり，ノズル噴射孔
の半径方向の格子幅を 0.0167mm，水面近傍の鉛直方向の格子幅を 0.4mmとした．計算領域
全体の格子数は 190万である．
境界条件は次のように与えた．流入境界では，液相のカラー関数，質量流量，温度，化学種
の質量分率を規定し，圧力は境界に隣接する格子の値から外挿した．k-ω SST モデルを用い
た場合には，これらに加え，乱流運動エネルギー，比散逸率も規定した．液相のカラー関数は
ゼロとし，質量流量は，上野らの実験条件と一致するように与えた．温度は，300Kとした．
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化学種の質量分率は N2 の質量分率を 1とした．乱流運動エネルギーは乱流強度を 5%として
与えた．比散逸率は混合長をノズル径の 1/10として与えた．上部境界は，自由流入出境界と
し，液相のカラー関数，速度，温度，化学種の質量分率の境界面に垂直な方向の勾配をゼロと
し，全圧を 101325Paで規定した．k-ω SSTモデルを用いた場合には，これらに加え，乱流
運動エネルギー，比散逸率の境界面に垂直な方向の勾配をゼロとした．壁境界では，速度をゼ
ロとし，断熱とした．ただし，運動量保存式を計算する際には壁関数 [98]で計算される応力を
課した．液相のカラー関数，化学種の質量分率については，境界面に垂直な方向の勾配をゼロ
とした．k-ω SSTモデルを用いた場合には，これらに加え，乱流運動エネルギーの境界面に垂
直な方向の勾配をゼロとし，比散逸率には壁関数 [105]を適用した．
流体の物性値は次のように与えた．気相は N2 とし，Wg = 28.014 × 10−3 kgmol−1，

Cp, g = 1043.0 J kg−1 K−1 とした．N2 の粘性係数は Sutherlandの式で与えた．熱伝導率は，
Euken モデルで計算した．液相は水とし，ρl, 0 = 995 kgm−3，Cp, l = 4181.0 J kg−1 K−1，
µl = 8.5× 10−4 Pa s，λl = 0.5 Jm−1 s−1 K−1 を与えた．
計算時間の短縮のため，まず格子数 24万の粗い格子を用いて流れを発達させた．粗い格子

で得られた結果を格子数 190 万の細かい格子にマッピングし，その時刻を t = 0.0 s として，
t = 0.5 s までの計算をした．細かい格子において，t = 0.1 s で流れは準定常状態になったた
め，残りの 0.4 s間のデータを使って時間平均値を算出した．

Cavity

Jet

Nozzle

Water pool

Φ159

3
0

 m
m

Φ5

Φ0.5

図 3.11: Schematic of subsonic jet impinging on a water pool problem
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図 3.12: Calculation region and grid

図 3.13に計算領域の中央断面における速度分布と液面の三次元形状，図 3.14に中央断面に
おける圧力分布を示す．ノズルから速度 270m s−1 で噴出したジェットによりキャビティが形
成されている．k-ω SSTモデルを用いた結果では，ジェットは振動することなく，拡がりなが
ら液面に衝突している．一方，Vremanモデルを用いた結果では，ジェットは振動している．
Vremanモデルを用いた場合，ノズルから噴出した直後のジェットの外縁に渦列が発生してお
り，渦列が周囲の気体を巻き込みながら発達している．この渦は，軸対称性を持つ渦輪の状態
で発生するが，発達するにつれ，崩壊し，軸対称性が崩れて，ジェットの振動を引き起こすこ
とが知られており [106]，本結果においてもそのような現象が再現されている．k-ω SSTモデ
ルを用いた場合，ジェットの外縁に渦列は見られず，乱流モデルによる渦粘性として，渦列が
考慮されている．図 3.14の圧力分布にも両モデルの違いが表れている．k-ω SSTモデルを用
いた結果では，圧力分布に構造が見られないのに対し，Vremanモデルを用いた結果では，圧
力が交互に増減する構造が表れている．どちらの乱流モデルを用いても，キャビティ内部で
は，ジェットの液面への衝突によって圧力が増加しており，その圧力は，静水圧と釣り合って
いる．
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図 3.13: Velocity profile on the center cross section of the region and shape of water surface

in 3D; The surface colored with the light blue is iso-surface of α = 0.5
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図 3.14: Pressure profile on the center cross section of the region

図 3.15，3.16 に，時間平均したキャビティ形状を示す．キャビティ形状は，ほぼ軸対称で
あり，物理的に妥当な結果となっている．k-ω SST モデルを用いた場合，キャビティ深さは
6.8mm，キャビティ深さの 1/2の深さにおけるキャビティ径（キャビティ径）は 13.0mmで
ある．一方，Vremanモデルを用いた場合，時間平均したキャビティ深さは 9.4mm，キャビ
ティ径は 12.0mm であり，k-ω SST モデルの結果よりも深く，径は小さい．これらに対し，
上野らの実験 [6] で測定されたキャビティ深さは 9.2mm，キャビティ径は 12mm であり，
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Vremanモデルによる結果の方がキャビティ形状の再現性が良い．また，図 3.17に示すよう
に，k-ω SST モデルを用いた場合は，キャビティ深さの変動幅が小さく，測定結果と一致し
ない．一方，Vremanモデルを用いた場合のキャビティ深さの計算値は周期 0.1 s程度，振幅
2mm程度で増減し，増減幅，周期ともに測定結果と一致している．

(a) k-ω SST model (b) Vreman model

図 3.15: Side view of time-averaged cavity shape; Black lines are contours of z coordinate

of 1.0mm in the intervals

(a) k-ω SST model (b) Vreman model

図 3.16: Top view of time-averaged cavity shape; Black lines are contours of r =
√

x2 + y2

coordinate of 1.0mm in the intervals



44 第 3章 流体計算の妥当性評価

図 3.17: Time transition of the cavity depth

以上より，本計算法に RANSモデルの一つである k-ω SSTモデルを組み合わせることで，
時間平均的な現象を定性的に再現できるが，定量的には，ジェットによって水面に形成される
キャビティの平均深さは約 25% 過小評価され，直径は約 10% 過大評価されることがわかっ
た．また，ジェットの非定常性を捉えられないため，キャビティ深さの非定常な形状変化を再
現することは困難である．一方，本計算法に LESモデルの一つである Vremanモデルを組み
合わせることで，キャビティ深さ，キャビティ径に加え，キャビティ深さの非定常な変化まで
再現した妥当な結果が得られることがわかった．

3.3 まとめ
第 2章で述べた計算法で，亜音速単相流，非圧縮性単相乱流，非圧縮性気液二相流の代表的
な問題を計算し，流体計算の妥当性を評価した結果を以下にまとめる．

• 超音速および亜音速外部流れの一つである円弧状バンプを越える流れの計算において，
質量保存誤差は，0.01–0.1%と小さく，保存形の質量保存式を用いる圧力ベースの解法
とほぼ同じ結果が得られた．

• 非圧縮性単相乱流の一つである後ろ向きステップ流れの計算において，乱流モデルに
LESモデルの一つである Vremanモデルを用いることで，ストリークや小さな渦など
の乱流構造を捉えることが可能であり，速度の時間平均値と標準偏差については実験結
果と良く一致する結果が得られた．

• 非圧縮性気液二相流の一つであるダム崩壊の計算において，従来の非圧縮性 VOF法や
MPS法などの計算法と同等の精度で水柱の界面位置が再現された．

• 任意多面体格子からなる非構造格子を用いた計算においても，妥当な結果が得られた．
以上より，本計算法は，圧縮性流体，乱流，気液二相流に対応しており，幅広い流れを扱うこ
とが可能である．これらの結果により，第 4章で議論する脱炭反応モデルを評価するのに十分
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な計算法が確立されたといえる．
本計算法を用いて，転炉に対する水モデル実験としてしばしば研究対象とされる水浴に衝突
する高速ガスジェットを計算した結果を以下にまとめる．

• RANSモデルの一つである k-ω SSTモデルを用いると，時間平均的な現象を定性的に
再現できる．しかしながら，定量的には，ジェットによって水面に形成されるキャビ
ティの平均深さは約 25%過小評価され，直径は約 10%過大評価される．また，ジェッ
トの非定常性を捉えられないため，キャビティ深さの非定常な形状変化を再現すること
は困難である．

• LESモデルの一つである Vremanモデルを用いることで，時間平均的な現象を定性的
に再現できるだけでなく，ジェットによって水面に形成されるキャビティの平均深さ，
直径に加え，キャビティ深さの非定常な変化まで定量的に再現できる．

以上より，本計算法に RANS モデルを組み合わせると，水浴に衝突する高速ガスジェット
の時間平均的な現象を定性的に再現でき，本計算法に LES モデルを組み合わせると，時間
平均的な現象だけでなく，非定常な現象も定量的に再現できることが確認された．これらの
結果より，転炉に対する計算においても，本計算法に，RANSモデル，LESモデルを組み合
わせると，それぞれ水モデルでの結果と同様の傾向を持つ結果となることが示唆される．し
かしながら，ここで扱った高速ガスジェットは亜音速であるのに対し，転炉では超音速ガス
ジェットが用いられるため，転炉に対する計算に LES モデルを適用することは困難である．
LES モデルを超音速流れに適用するためには，衝撃波による不連続面での数値振動を抑制し
つつ，乱流によって生じる小さな渦などの細かな構造を解像する必要があり，衝撃波捕獲法
と呼ばれる手法を確立する必要がある [107, 108]．また，脱炭反応モデルで必要とされる物質
伝達係数を計算するための eddy cellモデル [88]は RANSモデルと共に用いられてきており
[72, 109, 110, 111, 112, 113]，LES モデルと共に用いた研究例はないため，サブグリッドス
ケールモデルとしての基礎的な検証を伴う開発が必要である．したがって，第 5章で議論する
小型試験転炉における脱炭のシミュレーションでは，RANS モデルを適用した場合の高速ガ
スジェットと溶鉄浴との流動の相互作用の評価における誤差を許容し，本計算法に RANSモ
デルを組み合わせて用いる．
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第 4章
脱炭反応モデルおよび流動–反応の連
成計算の妥当性評価
本章では，第 2章で提案した計算法を用いて，坩堝内の溶鉄への CO2–CO混合ガスジェッ
トの吹き付けによる脱炭 [3]を計算する．第 3章で確認したように，本計算法を用いることで
妥当な流動場が得られるという前提の下，坩堝全体の脱炭速度を実測された文献値と比較する
ことにより，脱炭反応モデルおよび流動–反応の連成計算に関する妥当性を評価する．第 1章
で述べたように，O2 による脱炭の実験では，O2 による脱炭，CO2 による脱炭，二次燃焼の各
反応速度を求めることが難しい．したがって，脱炭速度を実験的に求めることができる CO2

による脱炭についてのみ，脱炭反応モデルの妥当性を評価する．
本章では，脱炭反応モデルにおいて，式 (2.85) で表される O2 による質量変化速度などの

O2 に関する項は全てゼロである．また，式 (2.46)–(2.52)で表される二次燃焼に関する計算も
行わない．

4.1 計算条件
図 4.1a に示す装置を使った Nomura and Mori による CO2 による溶鉄の脱炭実験 [3] を
解析した．この実験は，転炉の火点における脱炭現象を理解するために実施された要素実験
である．実験では，内径 4.0，または 10.0mmのノズルから，内径 40mm，高さ 100mmの
坩堝内の溶鉄 0.4 kg に，CO2，CO からなる混合ガスが吹き付けられた．溶鉄中の炭素濃度
は 1.0mass% である．溶鉄は，誘導加熱により温度 1873K に維持された．ノズルは，先端
に設けられたガス噴出孔が溶鉄表面から 5.0mm となるよう坩堝の中心軸上に設置された．
一定時間間隔で溶鉄をサンプリングし，溶鉄中に含まれる炭素濃度を分析することにより，
脱炭速度が推定された．ガス流量は，標準温度 0̊ C，標準圧力 101325Pa（STP）において，
3.3–28.3× 10−6 m3 s−1 の範囲で設定された．レイノルズ数は 150–1000であることから，流
れは，層流だと推測される．吹き付けガス中の CO2 のモル分率は 0.0625–1.0の範囲で設定さ
れた．これら実験条件を図 4.1cにまとめる．
計算格子を図 4.1bに示す．格子は，二次元軸対称であり，ノズル先端のガス噴出孔と気液
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界面で格子サイズが小さくなるように作成した．格子数は 7,920である．ノズルの内径，坩堝
の内径と高さ，ノズルと坩堝の配置を再現した．以下に述べる境界条件，初期条件の下での
10 s間のシミュレーションでは，バルクの溶鉄は 1873Kでほぼ変わらないため，誘導加熱は
考慮しなかった．
境界条件は次のように与えた．流入境界では，液相のカラー関数，質量流量，温度，化学種
の質量分率を与えた．液相のカラー関数はゼロとし，質量流量と化学種の質量分率は実験条件
と一致するように与えた．温度は，300Kとした．圧力は，境界面に垂直な方向の勾配をゼロ
とした．上部境界は自由流入出境界とし，液相のカラー関数，速度，温度，化学種の質量分率
の境界面に垂直な勾配をゼロとし，全圧を 101325Paに固定した．壁と炉底境界では，速度は
滑りなし条件，温度は断熱条件で与え，液相のカラー関数，圧力，化学種の質量分率は境界面
に垂直な勾配をゼロとした．
初期条件として，坩堝内の溶鉄質量が 0.4 kgとなるように液相のカラー関数を設定し，計算
領域全体で，速度ゼロ，温度 1873Kを与えた．初期圧力は，気相では 101325Pa，液相では溶
鉄の静圧分布とした．気相の化学種の質量分率は，吹付けガスの値（Y CO2

g = 1.0，Y CO
g = 0.0

や Y CO2
g = 0.786，Y CO

g = 0.214など）を与えた．液相における初期の化学種の質量分率は，
炭素 1.0%，鉄 99.0%とした．
カラー関数の輸送方程式を除く全ての方程式の空間離散化について，移流項は Sweby制限
関数 [114]による TVDスキーム，拡散項は，二次精度中心差分法を用いた．時間刻みは，坩
堝全体で積分した脱炭反応速度の数値振動を抑制できるように小さくとった．計算条件によっ
てその値は異なるが，時間刻みは最小で 1× 10−5 sとした．
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(c) Conditions of simulation and experiment

図 4.1: Experimental apparatus and conditions of Nomura and Mori [3]
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4.2 結果と考察
4.2.1 質量保存性と格子収束性
図 4.2に，Cと Oの流入，流出の収支と系全体の質量増加を示す．t = 10 sにおける Cと

Oの質量保存誤差は，流入総質量の 0.5%以内に収まっており，無視可能なほど小さい．物理
量の時間変化は，2から 10 sまでの間で一定であり，t = 10 sにおいては，定常状態になって
いる．

(a) C

(b) O

図 4.2: Comparison of budget of inlet and outlet flow rates to total mass increase in the

system for C and O, the inner diameter of the nozzle was 4.0mm, the blowing gas was

pure CO2, and the gas flow rate was 1.7× 10−5 m3 s−1 at the STP; the model with finite

reaction rate for adsorption reaction of CO2
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図 4.3に，格子間隔と坩堝全体の脱炭速度との関係を示す．坩堝全体の脱炭速度は，t = 10 s

において，−RC
l, l–gV を全セルに渡って足し合わせて求めた．格子間隔が変化しても，脱炭速度の変化は小さい．元の格子で規格化した格子間隔 ∆cell が 0.5から 1.5の間での脱炭速度の

変化は 3%以内となった．本計算では，∆cell = 1.0の格子を用いており，格子にほぼ依存しな
い結果が得られている．

図 4.3: Relationship between decarburization rate and normalized grid spacings; the inner

diameter of the nozzle was 4.0mm, the blowing gas was pure CO2, and the gas flow

rate was 1.7× 10−5 m3 s−1 at the STP; the model with finite reaction rate for adsorption

reaction of CO2
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4.2.2 要素実験との比較による数値計算法の検証と脱炭反応モデルの影響
図 4.4 に坩堝全体の脱炭速度の計算値と実験値を示す．計算値は，CO2 の解離吸着反応に
対して式 (2.74)の有限反応速度，式 (2.92)の無限反応速度を適用した 2つの結果である．両
モデルとも定量的に実験結果を再現できている．計算結果と実験結果との差異は実験における
測定の不確かさの範囲内であるとみなせる．したがって，CO2 の解離吸着反応の反応速度は，
坩堝全体の脱炭速度には影響を与えないことが分かる．また，両モデルとも，転炉で生じてい
ると推定される高 CO2 濃度 [62]の場合においても，脱炭速度を精度良く予測できている．

(a) Relationship between molar fraction of CO2 in gas jet and decarburization rate

(b) Relationship between gas flow rate and decarburization rate

図 4.4: Comparison of calculated and experimental values [3] of decarburization rates

ガス流量と脱炭反応効率との関係を図 4.5に示す．ここで，脱炭反応効率 η (–)は下記の式
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で定義される．

η =
脱炭反応によって消費された CO2 の質量供給された CO2 の質量 (4.1)

脱炭反応効率の計算値は 0.6–0.9であり，ガス流量の増加と共に減少している．その傾向は実
験結果 [3]と一致している．

図 4.5: Relationship between gas flow rate and reaction efficiency; the inner diameter of

the nozzle was 4.0mm, the blowing gas was mixture of CO2 and CO in the ratio of 1 : 10

図 4.6に，t = 10 sにおける速度，温度および CO2，CO，Cの質量分率の二次元分布を示
す．気相において，CO2 ガスジェットは溶鉄に衝突した後，ほぼ平坦な気液界面に沿って半
径方向に拡がりながら，脱炭反応によって消費される．脱炭反応によって発生した CO ガス
は，半径方向に移流され，徐々にその濃度が増加する．液相においては，脱炭反応によって低
濃度となった Cが半径方向に移流され，坩堝の壁に衝突し，下方へ流れる．液相中の速度と温
度の空間的な変化は気相に比べ，非常に小さい．ガス流量が増加すると，図 4.5に示したよう
に脱炭反応効率が減少するため，坩堝全体の CO2 の濃度が増加する．ガスジェット中の CO2

濃度が増加すると，脱炭反応によって正味のガス流量が増加するため，気液界面から上昇する
速度が増加する．またこの時，CO2 による脱炭の吸熱反応により，温度は減少する．これら
の結果から，流動–反応の相互作用は無視できないことがわかる．
図 4.7に，t = 10 sにおける気液界面を含むセル中の各化学種の単位面積あたりの反応速度
の半径方向の分布を示す．各化学種の反応速度は，RX

g, l–gV/A，−RX
l, l–gV/A として求めた．流量，CO2 濃度の条件に依存して，反応速度は変化するが，分布の形状には大きな違いが見

られない．有限反応速度を用いると，無限反応速度を用いた場合に比べ，ジェットの衝突領域
における反応速度が減少している．
図 4.8に半径方向の単位長さあたりの脱炭速度の半径方向分布を示す．この結果は，図 4.7

の Cの反応速度を周方向に積分して求めた．図 4.8dを見ると，有限反応速度を用いたモデル
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図 4.6: Distributions of velocity, temperature, and mass fraction of chemical species at

t = 10 s; black line is gas–liquid interface; the inner diameter of the nozzle was 4.0mm;

the model with finite reaction rate for adsorption reaction of CO2
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で計算された脱炭速度は，半径 10mm未満の領域において，無限反応速度を用いたモデルで
計算された値よりも小さく，半径 10mmより大きい領域では，無限反応速度を用いたモデル
で計算された値よりも大きい．つまり，半径 10mmを境にそれぞれのモデルで計算された脱
炭速度の大小関係が逆転している．他の条件においても，ある半径位置で両モデルの脱炭速度
の大小関係が逆転している．有限反応速度を用いたモデルでは，式 (2.74)，(2.75)からわかる
ように，温度が増加すると脱炭速度が増加する．一方，無限反応速度を用いたモデルでは，脱
炭速度に温度依存性がない．常温の CO2–CO混合ガスが坩堝の中心軸上の気液界面に吹き付
けられるため，気液界面において，半径の小さい場所では，温度が低く，半径の大きい場所で
は，温度が高くなる．両モデルとも，脱炭速度は界面セルにおける CO2 濃度の減少と共に減
少するが，有限反応速度を用いたモデルでは，半径の大きい温度の高い場所において，反応速
度係数が増加し，その地点での CO2 濃度が無限反応速度モデルの濃度よりも高いため，ある
半径位置で両モデルの脱炭速度の大小関係が逆転したと考えられる．このように，CO2 の解
離吸着反応の有限反応速度を考慮すると，脱炭における局所的な現象に影響を与えることがわ
かる．

(a) CO2 : CO = 1 : 10, q = 1.0× 10−5 m3 s−1 (b) CO2 : CO = 1 : 10, q = 1.7× 10−5 m3 s−1

(c) Pure CO2, q = 1.0× 10−5 m3 s−1 (d) Pure CO2, q = 1.7× 10−5 m3 s−1

図 4.7: Radial profiles of reaction rates per unit area of CO2, CO, and C on the gas–liquid

interface; the inner diameter of the nozzle was 4.0mm
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(a) CO2 : CO = 1 : 10, q = 1.0× 10−5 m3 s−1 (b) CO2 : CO = 1 : 10, q = 1.7× 10−5 m3 s−1

(c) Pure CO2, q = 1.0× 10−5 m3 s−1 (d) Pure CO2, q = 1.7× 10−5 m3 s−1

図 4.8: Radial profiles of decarburization rate per unit radial length on the gas–liquid

interface; the inner diameter of the nozzle was 4.0mm

図 4.9に，t = 10 sにおける気液界面を含むセル中の CO2 と COの質量分率の半径方向の
分布を示す．条件に依存して，各濃度は変化するが，分布の形状には大きな違いが見られな
い．図 4.7，4.8で見たように，ジェットの衝突領域の近くでは，有限反応速度を用いると反応
速度が減少するため，有限反応速度を用いたモデルの CO2 の質量分率は無限反応速度を用い
たモデルによって計算された値よりも大きい．図 4.10 に，t = 10 s での坩堝の中心軸におけ
る CO2 と COの質量分率の垂直方向の分布を示す．界面反応速度モデル間の違いは，図 4.9

での違いと同じである．ガス流量が増加すると，境界層の厚みが減少している．ガスジェット
中の CO2 と COの比が 1 : 10の条件において，ガス流量が 1.7× 10−5 m3 s−1 の時の境界層
厚みは，0.625mmであり，ガス流量が 1.0 × 10−5 m3 s−1 の時の 1/1.2倍になっている．つ
まり，境界層厚みの減少率は，ガス流量の増加率よりも小さい．この結果は，図 4.5において，
高流量となるにつれ，反応効率が減少することに対応している．
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(a) CO2 : CO = 1 : 10, q = 1.0× 10−5 m3 s−1 (b) CO2 : CO = 1 : 10, q = 1.7× 10−5 m3 s−1

(c) Pure CO2, q = 1.0× 10−5 m3 s−1 (d) Pure CO2, q = 1.7× 10−5 m3 s−1

図 4.9: Radial profiles of mass fractions of CO2 and CO on the gas–liquid interface; the

inner diameter of the nozzle was 4.0mm
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(a) CO2 : CO = 1 : 10, q = 1.0× 10−5 m3 s−1 (b) CO2 : CO = 1 : 10, q = 1.7× 10−5 m3 s−1

(c) Pure CO2, q = 1.0× 10−5 m3 s−1 (d) Pure CO2, q = 1.7× 10−5 m3 s−1

図 4.10: Vertical profiles of mass fractions of CO2 and CO on the central axis of the

crucible; the inner diameter of the nozzle was 4.0mm

4.3 まとめ
本研究で提案した脱炭反応モデルおよび流動–反応の連成計算に関する妥当性を評価するた
め，Nomura and Mori によって坩堝内で実施された CO2 ガスジェットを用いた溶鉄の脱炭
実験 [3]を計算し，坩堝全体の脱炭速度を測定された文献値と比較した結果を以下にまとめる．

• 各化学種の質量保存性誤差は，流入総質量の 0.5% 以内に収まっており，無視可能で
ある．

• 坩堝全体の脱炭速度に関する吹付け CO2–CO混合ガス流量依存性および吹き付けガス
中の CO2 濃度依存性を精度良く再現することができた．

• 吹き付けガスの流量，CO2 濃度を変えた計算結果から，流動–反応の相互作用によって，
坩堝内の現象が変化することがわかった．

• 脱炭反応モデルにおいて，CO2 の解離吸着反応の速度を有限とした場合と無限とした
場合を比較すると，坩堝全体の脱炭速度は両者で変わらなかったが，局所的な脱炭速度
には差異が見られた．
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以上より，第 2章で提案した脱炭反応モデルおよび流動–反応の連成計算に関する妥当性が確
認された．そして，これらの結果より，CO2 の解離吸着反応速度は，CO2 ガスジェットによ
る局所的な脱炭現象の再現において重要となることが示唆される．このことは，本章で扱った
気液界面が平坦な場合においては，問題にならなかったが，気液界面が複雑に変形する場合に
問題となることが予想される．したがって，第 5章で議論する小型試験転炉に対する脱炭のシ
ミュレーションにおいては，CO2 の解離吸着反応速度を有限としたモデルを用いる．
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第 5章
小型試験転炉における脱炭のシミュ
レーション
本章では，第 2 章で述べた計算法を用いて，実機の 1/5 スケールの小型試験転炉における
超音速 O2 ジェットによる脱炭を計算し，スラグが無い状態での高炭素濃度の溶鉄浴に対する
火点での脱炭現象の予測を試みる．本検討での目的は，転炉の脱炭速度を精度良く予想し，工
業的に利用することではなく，不明点の多い脱炭現象の一部を解明することである．脱炭反応
モデルにおいて，物質伝達係数を求めるための eddy cell モデルを RANS モデルの一つであ
る k-ω SSTモデルと共に用いる．第 3章で述べたように，k-ω SSTモデルを適用した場合，
高速ガスジェットと溶鉄浴との流動の相互作用の評価に誤差が生じる．ここでは，この誤差を
前提としたうえで，脱炭反応モデルを用いて，これまでに研究例のない超音速 O2 ジェットに
よる脱炭に対する流動–反応の連成シミュレーションを実施し，実現象の再現性について考察
する．
冷間実験 [20] および熱間実験 [21, 22, 23] で，超音速ガスジェットを溶鉄浴に衝突させる
と，0.1–10mmのオーダの微細なスプラッシュ液滴が発生することがわかっているが，VOF

法に基づく本計算法では，微細なスプラッシュ液滴の再現は現実的ではない．したがって，超
音速ガスジェットによって生成される微細なスプラッシュ液滴による脱炭については，本シ
ミュレーションの対象外とした．

5.1 計算条件
日本製鉄が所有する小型試験転炉を想定して，超音速 O2 ジェットを用いた脱炭をシミュ
レートした．小型試験転炉の形状，寸法を図 5.1aに示す．炉の大きさは実転炉の約 1/5であ
る．シミュレーションでは，内径 13.6mm のノズルから 2000 kg の溶鉄浴へ純 O2 ガスを吹
き付けた．O2 ジェットの質量流量は 0.19 kg s−1 であり，ノズル出口で超音速となる．溶鉄浴
の初期温度は 1477K，初期炭素濃度は 3.76mass% とし，スラグは無いとした．溶鉄浴表面
から 350mm 上方に，ノズルの先端に設けられたガス噴出孔が位置するように，炉の中心軸
上にノズルを設置した．炉底に設置された直径 3.5mmの 4つの底吹き羽口から Arガスを吹
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き込むことにより，溶鉄浴を攪拌した．Arガスの質量流量は 0.0059 kg s−1 とした．炉は高さ
1993mmであり，内径は炉底で 979mm，炉口で 650mmである．これら計算条件を図 5.1c

にまとめる．上吹きと底吹きの影響を明確にするため，底吹きは行わず上吹きのみ行った条件
（上吹き条件）と底吹きと上吹きを同時に行った条件（上底吹き条件）の計算を実施した．上
吹きジェットのレイノルズ数は 107 のオーダであるため，流れは乱流であるとし，乱流モデル
には k-ω SSTモデル [104]を用いた．
図 5.1bに示すように，格子は三次元とし，上吹きノズル先端のガス噴出孔，底吹き羽口，溶
鉄浴面の近傍で格子サイズが小さくなる非構造格子とした．格子数は，647, 508である．
境界条件は次のように与えた．上吹きノズルと底吹き羽口の流入境界では，液相のカラー関
数，質量流量，温度，化学種の質量分率，乱流運動エネルギー，比散逸率を規定し，圧力は境
界に隣接する格子の値から外挿した．液相のカラー関数はゼロとし，質量流量は，上吹きノズ
ルに対して，0.19 k s−1，底吹き羽口に対して 0.0059 kg s−1 と設定し，両境界における温度は
300Kとした．化学種の質量分率については，上吹きノズルに対して，O2 の質量分率を 1，底
吹き羽口に対して，Arの質量分率を 1とし，他の化学種の質量分率は，両境界において全て
ゼロとした．乱流運動エネルギーは乱流強度を 5%として与えた．比散逸率は混合長をノズル
径の 1/10として与えた．上部境界は，自由流入出境界とし，液相のカラー関数，速度，温度，
化学種の質量分率，乱流運動エネルギー，比散逸率の境界面に垂直な方向の勾配をゼロとし，
全圧を 101325Paで規定した．壁と炉底境界では，速度をゼロとし，断熱とした．ただし，運
動量保存式を計算する際には壁関数 [98] で計算される応力を課した．液相のカラー関数，化
学種の質量分率，乱流運動エネルギーについては，境界面に垂直な方向の勾配をゼロとした．
比散逸率には壁関数 [105]を適用した．
初期条件として，炉内の溶鉄質量が 2000 kgとなるように液相のカラー関数を設定し，計算
領域全体で速度をゼロ，温度を 1477Kとした．圧力は，気相では 101325Pa，液相では溶鉄
の静圧分布を与えた．気相は空気とし，化学種の質量分率を，Y O2

g = 0.23，Y N2
g = 0.77とし

た．溶鉄中の炭素の質量分率は 3.76%とした．
カラー関数の輸送方程式を除く全ての方程式の空間離散化において，移流項には Sweby制
限関数 [114] による TVD スキーム，拡散項には，二次精度中心差分法を用いた．時間刻み
は，設定した最大クーラン数から式 (3.1)で決められる．本計算では，最大クーラン数は 0.5

とした．
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(a) Schematic

Tuyere

Nozzle exit

x

y z

(b) Computational grid

Distance from lance exit to bath surface (mm) 350 

Specification of lance Single hole ϕ13.6 

Flow rate of top-blowing oxygen (m3/s in STP) 0.133 

Number of bottom-blowing tuyeres (—) 4 

Specification of tuyeres Single pipe  ϕ3.5 

Flow rate of bottom-blowing argon (m3/s/hole in STP) 0.00333 

Weight of molten iron (kg) 2000 

Initial temperature (K) 1477 

Initial mass fraction of carbon (%) 3.76 

(c) Details of conditions

図 5.1: Simulation conditions for experimental basic oxygen furnace in Nippon Steel

5.2 結果と考察
図 5.2 に，上吹き条件および上底吹き条件での炉全体の脱炭速度の時間推移を示す．炉全
体の脱炭速度は，−RC

l, l–gV を全セルに渡って足し合わせて求めた．上吹き条件において，最初の 0.3 s の間に，脱炭速度が大きく変化している．これは，浴面にジェットが衝突し，
キャビティが形成される非定常な現象が生じるためである．t = 0.3 s 以降は，キャビティ表
面（火点）が安定し，定常状態となるため，脱炭速度は 0.015 kg s−1 でほぼ一定になってい
る．吹き込まれた O2 が全て O2 + 2C−−2CO の脱炭反応により消費されると，脱炭速度は
0.19 × 2WC

l /W
O2
g = 0.15 kg s−1 となる．上吹き条件では，吹き込まれた O2 の約 10% が

O2 + 2C−−2COの脱炭反応により消費されたとみなすことができる．一方，上底吹き条件の
脱炭速度は，最初の 0.8 s間は上吹き条件と同じ傾向を示すが，0.8–1.2 sにおいて，急激に増
加している．これは，底吹きによる気泡が t = 0.8 sにおいて浴面に到達して破裂し，複雑な気
液界面が形成されて気液界面面積が増加するためである．t = 1.2 s以降の脱炭速度は，周期的
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に変動しており，底吹きによる気泡の破裂が周期的に生じることと対応している．脱炭速度が
非常に大きな値となっている瞬間があるが，これは VOF法における数値的な問題に起因する
現象である．後述するように，上底吹き条件では，底吹きにより溶鉄の飛散（スプラッシュ）
が発生する．発生したスプラッシュ液滴の中には，本来，VOF法では扱うことができない格
子サイズ以下の液滴が存在することがある．そして，この液滴が上吹きジェットの気流に乗っ
て火点に叩きつけられる場合がある．この時，火点の圧力が局所的に非常に高い値になり，O2

分圧が急上昇し，瞬間的に脱炭速度が非常に大きな値となる．したがって，脱炭速度の瞬間的
な高い値は数値計算法の問題に起因するものであり，物理的な意味は無いと考えられる．脱炭
速度が周期的に変動している t = 5–10 s のデータから上底吹き条件の時間平均脱炭速度を計
算すると，0.04 kg s−1 となり，吹き込まれた O2 の約 30%が O2 + 2C––2COの脱炭反応に
より消費されたとみなすことができる．

図 5.2: Time transition of decarburization rates in top and top–bottom blowing conditions

図 5.3 に，上吹き条件および上底吹き条件における t = 10 s での瞬時のジェットの速度と
界面における局所的な脱炭速度の分布を示す．最大速度 450m s−1 の超音速 O2 ガスジェット
が溶鉄浴に衝突し，キャビティを形成している．上吹き条件では，キャビティが安定して形
成されている．上吹き条件における初期の浴面位置からキャビティの底までの距離（キャビ
ティ深さ）は，123.5mmである．水モデル実験データを用いて求められた上野らによる経験
式 [6]（付録 D参照）でキャビティ深さを計算すると，158.9mmとなり，シミュレーション
結果は経験式の結果よりも約 20% 小さい．第 3.2.4 節での水浴に衝突する高速ジェットの計
算においても，k-ω SSTモデルを用いるとキャビティ深さを約 25%過小評価する結果が得ら
れているため，これは乱流モデルに起因する誤差だと考えられる．したがって，本シミュレー
ションで得られたキャビティは実際よりも浅い可能性がある．局所的な脱炭速度は火点でもっ
とも高い．上吹き条件では，浴面は滑らかである．キャビティの縁に浴面の盛り上がりが見ら
れるが，スプラッシュは見られない．一方，上底吹き条件では，浴面の複雑な変形の他，スプ
ラッシュの発生が見られ，界面面積が大きい．底吹きによる界面面積の増加は，水モデル実
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験 [115, 116] によっても示されている．本結果から界面面積を求めると，上吹き条件の場合
0.87m2，上底吹き条件の場合 2.87m2 となる．各条件の界面面積は，それぞれ静止した状態
での浴面面積 0.75m2 の約 1.2倍，3.8倍である．上底吹き条件の界面面積は，上吹き条件の
約 3.2倍であり，この界面面積の増加により，上吹き条件に対して，脱炭速度が約 3倍になっ
たと考えられる．上吹き条件，上底吹き条件での酸素消費量から各反応サイトでの酸素消費量
の内訳を求めると，火点での O2 + 2C––2COの脱炭反応により，吹き込んだ O2 の約 10%が
消費され，底吹きによって変形した浴面およびスプラッシュ液滴での O2 + 2C––2COの脱炭
反応により，更に約 20%の O2 が消費されたと考えられる．

(a) top blowing condition (b) top-bottom blowing condition

図 5.3: Instantaneous distributions of velocity of jet and local decarburization rate on

gas–liquid interface at t = 10 s

図 5.4に，t = 10 sでの上底吹き条件における炉の中央断面の瞬時の速度，温度，脱炭速度，
C，O2，CO2，COの質量分率の分布を示す．上底吹きによって複雑に変形した気液界面にお
いて，脱炭反応により COが発生している．また，底吹きによって生成されたスプラッシュ液
滴表面においても脱炭反応によって COが発生している．スプラッシュ液滴は，比表面積が大
きいため，脱炭の進行が速く，Cの質量分率が小さい．スプラッシュ液滴の Cの質量分率が
バルクの溶鉄よりも低いことは，Kochらによる 50 kgの溶鉄への O2 の吹き付け実験 [22]で
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も確認されている．本シミューレーションでは，O2 + 2C––2COの脱炭反応により消費され
る O2 は吹き込んだ O2 の 30%程度であるため，発生した COよりも消費されずに残った O2

の方が多い．したがって，COは O2 との二次燃焼反応によって消費され，全て CO2 となっ
ている．
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図 5.4: Instantaneous distributions of velocity, temperature, decarburization rate, and

mass fractions of C, O2, CO2, CO at t = 10 s

一般的に，実転炉では，O2 + 2C = 2CO の脱炭反応により，ほぼ 100% の O2 が消費さ
れると言われている [9]．一方，本シミュレーション結果では，上吹き条件，上底吹き条件の
場合，それぞれ吹き込まれた O2 の 10, 30%程度が O2 + 2C = 2COの脱炭反応により消費
された．この結果は，Dogan らによるプロセスシミュレーションモデルを用いたシミュレー
ション結果 [25, 28]と定性的に一致する．Doganらは，文献 [25]において，滑らかな火点表
面を仮定し，火点面積，物質伝達係数に関する経験式を用いたモデルにより，脱炭速度を推
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定した．そして，吹き込まれた O2 の約 40%が火点における脱炭反応によって消費される結
果を得た．また，文献 [28] では，脱炭の他，脱 Si，Mn を考慮し，火点面積を経験式から計
算される値の 50–100倍とした時に初めて，実機の脱 Si速度を再現できるという結果を得た．
Doganらの一連の研究において，各モデルによって，反応速度が変化し，定量的に統一的な結
果が得られているわけではないが，火点での反応速度は小さく，火点における反応だけでは，
転炉全体の反応速度を説明できないという点では一致している．本シミュレーションによる
結果も，この点について，これらの既往研究と整合する．Doganらは，Kochらによる 50 kg

の溶鉄への O2 吹き付け実験におけるスプラッシュ液滴の解析結果 [22]を参照し，実機では，
O2 ジェットによって生成された微細なスプラッシュ液滴によって反応界面積が増加するため，
脱 Si速度が大きくなると推測している．本シミュレーション結果からも，同様に，実機では，
O2 ジェットによって生成された微細なスプラッシュ液滴によって反応界面積が増加し，脱炭
速度が増加することが示唆される．また，本シミュレーションでは解像できなかった浴面の微
細な変形も界面面積の増加要因として考えられる．界面面積の違いにより，上底吹き条件の脱
炭速度が上吹き条件の約 3倍であることが概ね説明できたことから，実際は，上吹きジェット
によって生成される微細なスプラッシュ液滴により界面面積が増加し，本シミュレーションの
上底吹き条件の結果に対して，面積が約 3倍になると推測される．しかしながら，微細なスプ
ラッシュ液滴は，比表面積が大きく，脱炭の進行が非常に速いため，飛散中に完全に脱炭され
てしまい，炉内に存在するスプラッシュ液滴の一部しか，脱炭速度の増加に寄与しない可能性
がある．したがって，生成されるスプラッシュ液滴による界面面積の増加量は，本シミュレー
ションの上底吹き条件の結果の 3倍より多くとも不自然ではない．これらの仮説を明らかにす
るためには，上吹きジェットによって生成される微細なスプラッシュ液滴を再現可能な計算法
の開発が必要である．これは今後取り組むべき課題である．

5.3 まとめ
化学反応による物質伝達を伴う圧縮性気液二相流の計算法および脱炭反応モデルを用いて，

1/5スケール小型試験転炉のシミュレーションを実施し，以下の結果を得た．
• 本計算法により，O2，CO2 による脱炭，二次燃焼，超音速ガスジェットによるキャビ
ティの形成，底吹きによる攪拌といった転炉の主要な現象が定性的に再現された．

• 上吹きノズルから超音速で吹き込まれたO2の約 10%が，火点におけるO2+2C––2CO

の脱炭反応により消費された．
• 底吹きによって複雑に変形した浴面と生成されたスプラッシュ液滴でのO2+2C––2CO

の脱炭反応により，吹き込まれた O2 の約 20%が消費された．
• 底吹きによって生成されたスプラッシュ液滴は，バルクの溶鉄に比べて，脱炭の進行が
速かった．

以上より，本計算法を用いることで，これまでに研究例のない超音速 O2 ジェットによる脱炭
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に対する流動–反応の連成シミュレーションができることがわかった．また，火点での脱炭反
応だけでは，転炉全体の反応速度を説明できないことが示唆された．このことは，プロセスシ
ミュレーションモデルを用いた既往研究と整合する．そして，溶鉄，水を使った既往研究およ
び本シミュレーション結果から，実転炉では，本シミュレーションでは捉えられなかった超音
速ジェットによって生成される微細なスプラッシュ液滴および微細な構造を持つ浴面における
脱炭が O2 の大部分を消費している可能性が高いことが示唆された．
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第 6章
結言
転炉における火点での脱炭の解析を目的に，化学反応による物質伝達を伴う圧縮性気液二相
流の計算法および脱炭反応モデルを提案した．以下に本研究の成果をまとめる．
第 2 章では，転炉における脱炭現象を扱うための基礎となる数値計算法の詳細を述べた．

Thermo CIP-CUP法 [1, 2]に基づく圧縮性気液二相流の計算法を，化学反応による物質伝達
を考慮できるように拡張すると共に，非保存形の移流項の離散化法を改良した．具体的には，
従来，CIP法などのセミラグランジュスキームで離散化される非保存形の移流項を保存形の移
流項とその他の部分に分けて離散化した．これにより，移流項に対する離散化手法の選択の自
由度を高めると共に，非構造格子へ適用できるように拡張し，実用問題に対して有用な手法と
した．そして，野村と森らの脱炭反応モデル [3]を参考にして，物質伝達速度と界面反応速度
を考慮した反応モデルを構築し，圧縮性気液二相流の計算法と統合した．これにより，従来の
CFDを用いた脱炭計算 [4, 5]とは異なり，物質伝達速度と界面反応速度の両方を脱炭速度の
律速過程として考慮できるようにし，転炉での超音速 O2 ジェットを用いた脱炭の解析に適用
可能な計算法とした．
第 3章では，本計算法を用いて，圧縮性単相流，非圧縮性単相乱流，非圧縮性気液二相流の
代表的な問題を解くことにより，流体計算の妥当性を評価した．その結果，本計算法につい
て，以下の知見が得られた．

• 超音速および亜音速外部流れの一つである円弧状バンプを超える流れの計算において，
質量保存誤差は，0.01–0.1%と小さく，保存形の質量保存式を用いる圧力ベースの解法
とほぼ同じ結果が得られた．

• 非圧縮性単相乱流の一つである後ろ向きステップ流れの計算において，乱流モデルに
LESモデルの一つである Vremanモデルを用いることで，ストリークや小さな渦など
の乱流構造を捉えることが可能であり，速度の時間平均値と標準偏差については実験結
果と良く一致する結果が得られた．

• 非圧縮性気液二相流の一つであるダム崩壊の計算において，従来の非圧縮性 VOF法や
MPS法などの計算法と同等の精度で水柱の界面位置が再現された．

• 任意多面体格子からなる非構造格子を用いた計算においても，六面体格子を用いた時と
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同様に，妥当な結果が得られた．

以上より，本計算法は，圧縮性流体，乱流，気液二相流に対応しており，幅広い流れを扱える
とわかった．これらの結果により，第 4章で議論した脱炭反応モデルを評価するのに十分な計
算法が確立されたと結論づけられた．
本章ではさらに，転炉に対する水モデル実験としてしばしば研究対象とされる水浴に衝突す
る高速ガスジェットを計算し，上野らによる測定結果 [6]と比較することにより，妥当な結果
が得られるか確認した．その結果，以下の知見が得られた．

• RANSモデルの一つである k-ω SSTモデルを用いると，時間平均的な現象を定性的に
再現できた．しかしながら，定量的には，ジェットによって水面に形成されるキャビ
ティの平均深さは約 25%過小評価され，直径は約 10%過大評価された．また，ジェッ
トの非定常性を捉えられないため，キャビティ深さの非定常な形状変化を再現すること
は困難であった．

• LESモデルの一つである Vremanモデルを用いることで，時間平均的な現象を定性的
に再現できるだけでなく，ジェットによって水面に形成されるキャビティの平均深さ，
直径に加え，キャビティ深さの非定常な変化まで定量的に再現できた．

以上より，本計算法に RANSモデルを組み合わせると，水浴に衝突する高速ガスジェットの
時間平均的な現象を定性的に再現でき，本計算法に LESモデルを組み合わせると，時間平均
的な現象だけでなく，非定常な現象も定量的に再現できることが確認された．これらの結果
より，転炉に対する計算においても，本計算法に，RANSモデル，LESモデルを組み合わせ
ると，それぞれ水モデルでの結果と同様の傾向を持つ結果が得られることが示唆された．し
かしながら，ここで扱った高速ガスジェットは亜音速であるのに対し，転炉では超音速ガス
ジェットが用いられるため，LES モデルを転炉に対する計算に適用することは困難である．
LES モデルを超音速流れに適用するためには，衝撃波による不連続面での数値振動を抑制し
つつ，乱流によって生じる小さな渦などの細かな構造を解像する必要があり，衝撃波捕獲法
と呼ばれる手法を確立する必要がある [107, 108]．また，脱炭反応モデルで必要とされる物質
伝達係数を計算するための eddy cellモデル [88]は RANSモデルと共に用いられてきており
[72, 109, 110, 111, 112, 113]，LES モデルと共に用いた研究例はないため，サブグリッドス
ケールモデルとしての基礎的な検証を伴う開発が必要である．したがって，第 5章で議論した
小型試験転炉における脱炭のシミュレーションでは，RANS モデルを適用した場合の高速ガ
スジェットと溶鉄浴との流動の相互作用の評価における誤差を許容し，本計算法に RANSモ
デルを組み合わせて用いた．
第 4章では，本計算法を用いて，坩堝内の溶鉄への CO2–CO混合ガスジェットの吹き付け
による脱炭 [3]を計算し，坩堝全体の脱炭速度を測定された文献値と比較することにより，脱
炭反応モデルおよび流動–反応の連成計算に関する妥当性を評価した．その結果，以下の知見
が得られた．
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• 各化学種の質量保存性誤差は，流入総質量の 0.5% 以内に収まっており，無視可能で
あった．

• 坩堝全体の脱炭速度に関する吹付け CO2–CO混合ガス流量依存性および吹き付けガス
中の CO2 濃度依存性を精度良く再現できた．

• 吹き付けガスの流量，CO2 濃度を変えた計算結果から，流動–反応の相互作用によって，
坩堝内の現象が変化することがわかった．

• 脱炭反応モデルにおいて，CO2 の解離吸着反応の速度を有限とした場合と無限とした
場合を比較すると，坩堝全体の脱炭速度は両者で変わらなかったが，局所的な脱炭速度
には差異が見られた．

以上より，脱炭反応モデルおよび流動–反応の連成計算に関する妥当性が確認された．そして，
これらの結果より，CO2 の解離吸着反応速度は，CO2 ガスジェットによる局所的な脱炭現象
の再現において重要となることが示唆された．本章で扱った気液界面が平坦な場合において
は，局所的な脱炭速度の再現性は全体の現象に大きな影響を与えなかったが，気液界面が複雑
に変形する場合には全体の現象に無視できない影響を与えることが予想された．したがって，
第 5章で議論した小型試験転炉に対する脱炭のシミュレーションにおいては，CO2 の解離吸
着反応速度を有限としたモデルを用いた．
第 5 章では，本計算法を用いて，実機の 1/5 スケールの小型実験転炉における超音速 O2

ジェットによる脱炭を計算し，スラグが無い状態での高炭素濃度の溶鉄浴に対する火点での脱
炭の予測を試みた．その結果，以下の知見が得られた．

• 本計算法により，O2，CO2 による脱炭，二次燃焼，超音速ガスジェットによるキャビ
ティの形成，底吹きによる攪拌といった転炉の主要な現象が定性的に再現された．

• 上吹きノズルから超音速で吹き込まれたO2の約 10%が，火点におけるO2+2C––2CO

の脱炭反応により消費された．
• 底吹きによって複雑に変形した浴面と生成されたスプラッシュ液滴でのO2+2C––2CO

の脱炭反応により，吹き込まれた O2 の約 20%が消費された．
• 底吹きによって生成されたスプラッシュ液滴は，バルクの溶鉄に比べて，脱炭の進行が
速かった．

以上より，本計算法を用いることで，これまでに研究例のない超音速 O2 ジェットによる脱炭
に対する流動–反応の連成シミュレーションができることがわかった．また，火点での脱炭反
応だけでは，転炉全体の反応速度を説明できないことが示唆された．このことは，プロセスシ
ミュレーションモデルを用いた既往研究と整合する．そして，溶鉄，水を使った既往研究およ
び本シミュレーション結果から，実転炉では，本シミュレーションでは捉えられなかった超音
速ジェットによって生成される微細なスプラッシュ液滴および微細な構造を持つ浴面における
脱炭が O2 の大部分を消費している可能性が高いことが示唆された．
本研究では，化学反応による物質伝達を伴う圧縮性気液二相流の計算法および脱炭反応モデ
ルを開発・検証し，比較的，実験的な現象把握が進んでいる火点での現象に着目して，転炉内
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の現象を推定した．その結果，本計算法を用いることで，O2，CO2 による脱炭，二次燃焼，
超音速ガスジェットによるキャビティの形成，底吹きによる攪拌といった転炉の主要な現象を
定性的に再現できることがわかった．また，火点での脱炭反応だけでは，転炉全体の反応速度
を説明できないことが示唆され，プロセスシミュレーションモデルを用いた既往研究と整合し
た．本研究は，初めて，流動–反応を連成し，転炉内の脱炭現象を推定した取り組みであり，転
炉内現象の全容解明へと繋がる一歩となる．
今後の展開としては，ジェットの非定常性を捉えることが可能な LESを用いた転炉の脱炭
シミュレーションが考えられる．第 3章で示したように LESを用いることによって水モデル
実験におけるジェットおよびキャビティ形状の非定常な変化を定量的に捉えることができる．
超音速 O2 ガスジェットの非定常性を再現することで，ジェットによって生成される微細なス
プラッシュ液滴が再現されれば，反応界面面積が増加し，転炉全体の脱炭速度を定量的に予測
できる可能性がある．そのためにはまず，微細なスプラッシュ液滴が発生する系 [20] に対し
て，LESを用いて流動を計算し，スプラッシュ液滴の再現性を調査することが考えられる．微
細なスプラッシュ液滴の生成を捉えるためには，適合細分化格子法 [117]が有用であり，生成
された微細な液滴の追跡には，VOF法で捉えることが出来ない格子サイズ以下の液滴を粒子
に変換して追跡する方法 [118]が有用である．微細な液滴の生成が捉えられれば，微細な構造
を持つ浴面も一定程度解像できると推測される．また，これに加えて，LESモデルを超音速流
れに適用するための衝撃波捕獲法 [107, 108]の適用と評価が必要である．そして，脱炭反応速
度を求める際に重要となる物質伝達係数に対するサブグリッドスケールモデルの開発と基礎的
な検証も必要である．
最終的に，転炉内で生じる全ての現象を解明するためには，本研究で扱った火点での脱炭だ
けでなく，ジェットの衝突によって生成された粒鉄，スラグ，COガスからなるエマルジョン
ゾーンに対するモデルや Si，Mn，Pなどに対する溶鉄–スラグ間反応に対するモデルが必要と
される．そのためには，CFDによる計算法の研究だけでなく，実験的な現象把握に関する研
究にも取り組む必要があると考えられる．
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A 拡散項の離散化法
セル中心有限体積法では，拡散項はガウスの発散定理を用いて以下のように離散化される．

∇ · Γ∇ϕ =
1

V

∑

f

ΓfSf · (∇ϕ)f (A.1)

ここで，Γf はセル中心の値から線形補間して求める．式中の Sf · (∇ϕ)f は，以下のように
over-relaxed法 [119]によって離散化される．

Sf · (∇ϕ)f = |Sf |
[ |d|
d · nf

ϕN − ϕP
|d| +

(

nf −
d

d · nf

)

· (∇ϕ)f
]

(A.2)

ここで，図 A.1に示すように，着目セルのセル中心点 P，隣接セルのセル中心点 N，Pから N

へ向かうベクトル d，隣接面の面ベクトル Sf，隣接面の単位法線ベクトル nf である．第 1項
がセル面に直交な成分，第 2項がセル面に非直交な成分であり，dが面に垂直な場合，第 2項
はゼロとなる．第 2 項の (∇ϕ)f はセル中心点 P, N における勾配を用いて線形補間して求め
る．セル中心点における勾配はガウスの発散定理を用いて下記のように計算される．

∇ϕ =
1

V

∑

f

Sfϕf (A.3)

ここで，ϕf はセル中心点 P, Nにおける値から線形補間して求められる．

P

N

図 A.1: over-relaxed法における点とベクトルの配置
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B Eddy cellモデル
Lamont and Scottによる eddy cellモデル [88]は気液二相流における物質伝達係数モデルで
あり，本研究のように，RANSモデルと組み合わせて用いられる [72, 109, 110, 111, 112, 113]．
表面更新説に基づくと，拡散係数 D，表面更新頻度 1/τ を用いて，物質伝達係数 k は
k ∝ (D/τ)1/2 と表すことができる．eddy cellモデルでは，表面更新頻度として，コルモゴロ
フの時間スケールの逆数が用いられ，1/τ = (ν/ϵ)−1/2 とモデル化される．ここで，動粘性係
数 ν，乱流エネルギー散逸率 ϵである．したがって，物質伝達係数はモデル係数 Cs を用いて
k = CsD

1/2(ϵ/ν)1/4 で計算される．

C Vremanモデル
LESのサブグリッドモデルの一つである Vremanモデル [99, 100] は壁近傍での乱流の非等
方性を考慮でき，層流を含む流れや圧縮性流れに適用できる代数モデルである．Vremanモデ
ルでは，乱流粘性係数 µt は以下のように表される．

µt = ρc∆2
√

Z/(αijαij) (C.4)

αij =
∂Uj

∂xi
(C.5)

Z = β11β22 + β22β33 + β33β11 − β2
12 − β2

23 − β2
31 + (cc∇ ·U)4/c2 (C.6)

βij = αkiαkj (C.7)

ここで，c，cc はモデル定数である．本研究では，[100]での推奨値 c = 0.07，cc = 0.1を用い
た．乱流熱伝導率 λt は λt = Cpµt/Prt で計算した．乱流プラントル数 Prt は Prt = 1.0 と
した．

D ジェットによって浴面に形成されるキャビティ深さに対する
経験式

転炉の火点形状の推定を目的に，水，グリセリン，水銀などを用いた冷間試験 [16, 17, 18,

19, 20, 6] によって，ジェットの吹付け条件とキャビティ形状との関係が調べられている．
キャビティ深さに対する経験式は，キャビティの底において，ジェットによる圧力と液相の静
圧が釣り合うとした下記の式によって整理され，実験結果に一致するようにパラメータ C が
決められている．

1

2
ρgu

2
cavity = ρlgL (D.8)

ucavity = C
d

L+ h
ue (D.9)
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ここで，気相密度 ρg (kgm
−3)，ノズル出口での速度 ue (m s−1)，ノズル出口径 d (m)，ノズル

出口と浴面の間の距離 h (m)，重力加速度 g (m s−2)，キャビティ深さ L (m)である．上野ら
は，この式を変形し，質量流量 ṁ (kg s−1)と等エントロピー変化を仮定したノズル出口速度
の理論式を用いて，下記のように，式 (D.8)を評価している．

1

2
ρgu

2
e

(

C
d

L+ h

)2

= ρlgL (D.10)

ρgu
2
e = ṁue, ideal (D.11)

ue, ideal =

√

2γ

γ − 1
RgTo

(

1− pa
po

)

(D.12)

ここで，比熱比 γ = 1.4，混合ガスの気体定数Rg (Jmol−1 K−1)，淀み点温度 To (K)，淀み点圧
力 po (Pa)，雰囲気圧力 pa (Pa)である．淀み点温度 To，淀み点圧力 po は，実験では直接測定
され，シミュレーションでは，流入境界の温度 Tinlet (K)，圧力 pinlet (Pa)，速度 uinlet (m s−1)

から，等エントロピー流れを仮定した理論式 [120]を用いて，以下の式で計算される．
po = pinlet

(

1 +
γ − 1

2
M2

)

γ

γ−1

(D.13)

To = Tinlet

(

1 +
γ − 1

2
M2

)

(D.14)

(D.15)

ここで，マッハ数 M = uinlet/a，音速 a =
√

γRgTinlet (m s−1) である．パラメータ C は
ジェット速度の減衰係数であり，表 D.1に示すように，その値は実験間でばらつきがある．ま
た，自由ジェットの測定によれば，C = 6.0とされている [121]．

表 D.1: ジェット速度の減衰係数
上野ら [6] Cheslakら [17] 瀬川（水）[122] 田中ら [123] Banksら [16] 瀬川（溶鉄）[122]

5.6 6.4 6.5 7.6 7.9 14.1
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記号表
α 体積分率 (–)

p̄X 標準気圧単位での化学種 Xの分圧 (atm)

β 体膨張係数 (K−1)

F s 界面張力による体積力 (Nm−3)

F v 界面張力による体積力と重力の寄与 (Nm−3)

j 化学種の拡散流束 (kgm−2 s−1)

q 熱流束 (Jm−2 s−1)

U 速度 (m s−1)

∆H エンタルピー変化 (Jmol−1)

∆t 時間刻み (s−1)

η 脱炭反応効率 (–)

κ 界面の曲率 (m−1)

λ 熱伝導率 (Wm−1 K−1)

⟨⟩f→c セル面中心点からセル中心点への補間
R 化学反応による質量変化速度 (kgm−3 s−1)

Φn
f セル面を通過する体積流量 (m3 s−1)

∆g 界面を含むセルにおける気相の重心点と界面との距離 (m)

D/Dt 物質微分 (s−1)

Pr プラントル数 (−)

R 気体定数 (JK−1 mol−1)

Ra 気体定数 (m3 atmK−1 mol−1)

Sc シュミット数 (−)

µ 粘性係数 (Pa s)

ν 動粘性係数 (m2 s−1)

Ω セル空間
ρ 密度 (kgm−3)

σ 界面張力係数 (Nm−1)
∑

f セル面にわたる総和
τ 粘性応力 (Pa)

A 界面の面積 (m2)



86 記号表
Cp 定圧比熱 (J kg−1 K−1)

Co 最大クーラン数 (–)

D 拡散係数 (m2 s−1)

G 重力ポテンシャル (m2 s−2)

H 相識別関数 (–)

h 比エンタルピー (J kg−1)

K 単位質量あたりの運動エネルギー (m2 s−2)

k 物質伝達係数 (m s−1)

M モル質量 (kgmol−1)

N 化学種のモル流束 (molm−2 s−1)

p 圧力 (Pa)

Q 化学反応による熱発生速度 (Jm−3 s−1)

rCO2 単位面積あたりの CO2 の消費速度 (molm−2 s−1)

Rg 混合ガスの気体定数 (J kg−1 K−1)

s CO2 の解離吸着反応の反応速度定数 (molm−2 s−1 atm−1)

t 時刻 (s)

V セル体積 (m3)

v 拡散体積
W モル質量 (kg kmol−1)

Y 化学種の質量分率 (−)

下付き添字
f セル面での量
g 気相に関する量
l 液相に関する量
l–g 液相–気相間の相互作用に関する量
t 乱流に起因する量
g → int 気相のバルクから流体速度で移動する界面へ向かう量
上付き添字
∗ 気液界面に吸着した量
X 化学種 Xに関する量
† 気液界面の量
n 時刻ステップ
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